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Dans le but d’éliminer les défauts internes et surfaciques qui apparaissent dans les lingots
lors de la coulée continue d’alliages métalliques, une microstructure fine et homogène est très
souvent recherchée. C’est pourquoi, lorsque l’ajout de particules inoculantes est impossible, la
technique de brassage électromagnétique (Electromagnetic Stirring, EMS) est employée au
cours de la solidification. Cette technique consiste à créer des mouvements de convection dans
le liquide par l’action d’un champ électromagnétique. Cette convection importante du liquide
provoque une croissance équiaxe, au dépend de la croissance dendritique colonnaire (qui se for-
me sans EMS). Une structure homogène à grains fins est alors observée.
L’objectif de ce travail de recherche est d’étudier l’effet du brassage électromagnétique sur
les structures de grains obtenues pour deux alliages industriels à base de cuivre : C97 (Cu-
1%Ni-1%Pb-0.2%P) et BZ4 (Cu-4%Zn-4%Sn-4%Pb). En l’occurrence, il s’agit de déterminer
les paramètres expérimentaux pour que l’affinage des grains soit optimal, de caractériser leurs
effets sur la solidification et de comprendre les mécanismes physiques responsables de l’affina-
ge. Pour cela, un procédé de solidification dirigée de type Bridgman, équipé d’un dispositif de
brassage électromagnétique a été conçu au laboratoire. En effet, le procédé de coulée continue
industriel étant trop rigide et trop complexe à étudier, les investigations ont été principalement
menées sur cette installation de laboratoire, nous permettant de définir l’influence de chacun des
paramètres expérimentaux : puissance d’induction, vitesse de tirage, position de l’inducteur,
température du liquide et composition de l’alliage. Cette étude expérimentale a été complétée
par la simulation numérique des conditions de coulée.
L'analyse des structures affinées ou non a montré que les facteurs dominants concernant la
capacité du brassage à affiner la structure sont la position de l'inducteur par rapport au liquidus
et la perméabilité de la zone pâteuse de l'alliage. Plus l'alliage est perméable au voisinage du
liquidus, plus l'affinage est effectif. En ce qui concerne la position de l'inducteur, les mesures
de température in-situ ont montré clairement le réchauffement local du liquide induit par les
mouvements de convection. Pour affiner correctement l'alliage le moins allié (C97), ce réchauf-
fement local doit être positionné sur le front de croissance des dendrites. 
Dans le processus d’affinage des structures de grains par EMS, la fragmentation par refusion
des bras de dendrites et la survie de ces fragments jouent un rôle essentiel. La refusion ne peut
avoir lieu qu'à la condition que le liquide ''chaud'' puisse pénétrer la zone pâteuse. La notion de
perméabilité selon le modèle de Karman-Cozeny a donc été utilisée en simulation pour modé-
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liser la pénétration du liquide dans la zone pâteuse. A partir de ces résultats, un critère de refu-
sion, basé sur le modèle de macroségrégation de Flemings, a été développé et appliqué à notre
cas. Ce critère montre que la refusion a lieu dans le cas où la vitesse du liquide interdendritique
est plus élevée que celle d’avance des isothermes. Lors de notre étude, la vitesse du liquide in-
terdendritique a été calculée par simulation numérique pour les deux alliages, dans différentes
conditions expérimentales. Ces résultats ont confirmé l’importance de rapprocher l’inducteur de
la position du liquidus pour refondre les dendrites, notamment dans le cas de l’alliage C97, qui
s’avère être beaucoup plus difficile à affiner que l’alliage BZ4.
Enfin, la survie des fragments a également été étudiée. Cette dernière dépend des conditions
de coulée (vitesse de tirage et gradient thermique) et de la composition de l’alliage. De par les
différences de composition des deux alliages, il a pu être montré que la survie des fragments est
plus importante lors de la solidification de l’alliage BZ4, par rapport à l’alliage C97.


In order to eliminate internal and surface defects, which appear in the ingots during conti-
nuous casting of metallic alloys, homogeneous and fine structures are often required. Therefore,
when the adjunction of inoculant substances is not possible, the electromagnetic stirring (EMS)
process is used during solidification. It consists to create convective mouvements in the liquid
part of the casting, by the action of an electromagnetic field. A fine equiaxed grain structure can
then be observed.
The main goal of this research is to study the effect of the EMS process on grain structures
for two industrial copper-base alloys : C97 (Cu-1%Ni-1%Pb-0.2%P) and BZ4 (Cu-4%Zn-
4%Sn-4%Pb). In particular, it included the determination of the optimal experimental parame-
ters to obtain a grain refinement, the characterization of their effect on the solidification and the
understanding of the physical mechanisms driving grain refinement. For that purpose, a Bridg-
man type furnace was modified in order to add an electromagnetic stirring device. Indeed, as
the industrial continuous casting process is rigid and complex, the investigations were easier to
carry out on the Bridgman installation, enabling us to define the influence of each experimental
parameter :  power of the induction, casting speed, coil position, temperature of the liquid and
composition of the alloy. This experimental study was completed by the numerical simulation
of the experimental conditions. 
 
 The analysis of the structures, refined or not, showed that the dominant factors concerning
the capacity of EMS to refine the structure, are the position of the inductor with respect to the
liquidus, and the permeability of the mushy zone of the alloy. The more permeable the alloy is
near the liquidus the more effective is the grain refinement. Concerning the position of the in-
ductor, in-situ temperature measurements clearly revealed the local reheating of the liquid in-
duced by convection. To correctly refine the low concentration alloy (C97), this local reheating
must be brought on the position close to the dendrite position.  
During EMS-induced grain refinement, fragmentation of the dendrite arms by remelting and
their survival in the melt are prevalent. Remelting can occur only if the ’’hot’’ liquid penetrates
the mushy zone. Thus, the concept of permeability according to the model of Karman-Cozeny
was used in simulation in order to characterize the penetration of the liquid in the mushy zone.
From these results, a criterion of remelting, based on Flemings model of macrosegregation, was
adapted and applied to our case. This criterion shows that remelting takes place if the velocity
of the interdendritic liquid is lager than the speed of the isotherms. The velocity of the interden-
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dritic liquid was calculated by numerical simulation for both alloys, under various experimental
conditions. These results confirmed the importance to bring the inductor closer to the position
of the liquidus to remelt dendrites, in particular in the case of the C97 alloy, which proves to be
much more difficult to refine than the BZ4 alloy. 
Lastly, survival of the fragments was also studied. It depends on the casting conditions (cas-
ting speed and thermal gradient) and on the composition of the alloy. From the differences in
composition of both alloys, it could be shown that the survival of dendrites fragments is impro-
ved during the solidification of the BZ4 alloy, compared with the C97 alloy.  
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L’élément cuivre appartient à la classe I B du tableau périodique des éléments. C’est un métal
de densité égale à 8960 kg/m3, de couleur rouge et qui fond à 1084.87°C. Malléable et ductile,
il est le meilleur conducteur de la chaleur et de l’électricité après l’argent.
Le cuivre, découvert à l’état natif vers la fin de l’âge de pierre, a joué un rôle important dans
l’histoire de l’humanité, servant d’outil, d’armes ou de bijoux. Les premiers bronzes (alliage de
cuivre et d’étain) sont apparus vers 3500 ans avant J.C. Les applications du bronze ont été mul-
tiples, constituant des pièces d’artillerie ou d’instruments de précision. Les laitons (alliage de
cuivre et de zinc) n’ont été utilisés que plus tard, principalement en construction marine pour
leur bonne résistance à la corrosion. Cependant le débouché principal du cuivre et ses alliages
reste, à ce jour, l’industrie électrique (câbles, contacts, etc...) et la construction (conduites
d’eau). 
'(!&)#*!+,"-$!*#"#$%&!
La production mondiale de cuivre affiné a dépassé en 2001, les 15.5 millions de tonnes, con-
tre environ 13.5 millions de tonnes en 1997 (The International Copper Study Group (ICSG)).
Par comparaison, la production mondiale d’aluminium a été de 20.5 millions de tonnes, en 2001
(The International Aluminium Institute). Le continent américain est le plus grand producteur de
cuivre affiné, avec plus de 41% de la production mondiale, l’Union Européenne ne produisant
que 12%. Par ailleurs, la consommation la plus forte est enregistrée sur le continent asiatique
avec 39% de la production mondiale. Remarquons que l’Union Européenne, à elle seule, con-
somme autant que le continent américain (principalement les Etats Unis), c’est-à-dire 25%.
.!(&$-"$(#/++$0!12!"#$%&!
Les propriétés pour lesquelles les alliages de cuivre sont les plus utilisés, sont leur conducti-
bilité électrique et leur résistance à la corrosion. A ces deux propriétés de base, il faut souvent
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ajouter des propriétés de résistance mécanique ou d’aptitude à la mise en oeuvre, pour satisfaire
les exigences technologiques de plus en plus pointues. 
	
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Ces alliages cuivreux contiennent des éléments d’alliages dont la teneur est inférieur à 2%
poids. Le plus souvent, ces additions permettent d’améliorer les caractéristiques mécaniques,
tout en conservant une excellente conductibilité électrique et thermique ainsi qu’une bonne ré-
sistance à la corrosion :
• l’argent améliore la tenue à chaud, 
• le tellure est utilisé pour la fabrication par usinage,
• le chrome augmente la résistance aux déformations,
• le béryllium permet d’obtenir des caractéristiques mécaniques élevées.
La multitude des besoins industriels induit l’existence de nombreux autres alliages dans cette
catégorie : le cuivre à l’étain, au zirconium, au fer, au soufre, au plomb, au manganèse, etc ... 

Principalement composé de cuivre et de zinc (entre 5 et 45% poids), ces alliages contiennent
d’autres éléments d’alliages dans le but d’augmenter certaines propriétés. L’élément le plus
couramment ajouté est le plomb, facilitant l’usinage. Utilisés le plus souvent sous forme de pro-
duit semi-fini, les laitons sont les alliages du décolletage (usinage des pièces sur tour automati-
que) et peuvent se classer en 3 catégories : les laitons simples (alliages binaires cuivre-zinc), les
laitons au plomb (contenant jusqu’à 40% poids de zinc et 1 à 3% de plomb) et les laitons spé-
ciaux.
	
Les bronzes ont une teneur en étain comprise entre 3 et 20% poids. Ces derniers sont le plus
souvent utilisés comme alliage de fonderie, de par leur aptitude au moulage. Les principales dé-
bouchées des bronzes sont les industries mécaniques, électriques et électroniques.
		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Caractérisés par une bonne résistance à la corrosion, alliés à des caractéristiques mécaniques
élevées, les cupro-aluminiums contiennent de 4 à 15% d’aluminium. Dans certains cas, du fer,
du nickel ou du manganèse, peuvent être ajoutés, à des teneurs maximales de l’ordre de 5%. la
majeure partie de leur utilisation s’effectue pour des pièces utilisées en milieu marin de par leurs
propriétés anti-corrosion et anti-fouling (protection des coques de navire contre la prolifération
des algues sous-marines).
Les maillechorts sont des alliages de cuivre, nickel et de zinc et sont très utilisés en orfèvrerie
et décoration.
1.2. LA COULÉE CONTINUE
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La coulée continue consiste à solidifier, en continu, un alliage liquide par contact avec un
moule froid, dont la température est contrôlée par un courant d’eau froide (refroidissement pri-
maire), et par jets d’eau directement dirigés sur la surface du métal (refroidissement secondaire).
Le liquide est alors alimenté en continu et la partie solide entraînée à une vitesse donnée (vitesse
de tirage). Les procédés de coulée continue peuvent avoir une configuration horizontale ou ver-
ticale.
Dû à l’extraction de chaleur localisée à la surface du métal et à la vitesse de tirage générale-
ment importante, l’interface entre la partie liquide et la partie solide du métal forme un ''puits''.
On parle alors de puits liquide. Il est important de noter que, lors de la solidification d’alliages
par coulée continue, la courbure des isothermes est associée à un gradient de température dirigé
de la surface vers le centre de l’échantillon. Cette orientation du gradient thermique va influen-
cer la direction de croissance de la structure du solide.
Une illustration d’une coulée continue industrielle verticale est représentée sur la figure 1.1.
''3&#"3#&!*!"#+,!
La transition de l’état liquide à l’état solide, lors de la solidification d’alliages métalliques,
est généralement hors équilibre. Si l’interface solide-liquide est elle-même proche de l’équilibre
thermodynamique (équilibre défini par les diagrammes de phase), des gradients thermiques ou
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formes diverses de l’interface qui conduisent à l’obtention d’une configuration de la partie so-
lide, appelée microstructure. On définit trois différentes classes de morphologies d’interface
pour la croissance d’une seule phase solide : front plan, cellulaire et dendritique (fig. 1.2(a)).
Lors de la coulée d’alliages métalliques, la microstructure obtenue est généralement une
structure dendritique colonnaire : la croissance des troncs primaires des dendrites est plus ou
moins orientée dans un gradient thermique défini par les conditions expérimentales. En prati-
que, les dendrites issues de germes différents ont donc des orientations différentes suivant les
régions de l’échantillon(a). Un grain est donc constitué de dendrites issues du même germe et
ayant donc la même orientation cristallographique et morphologique. Ces derniers sont délimi-
tés par des joints de grains, zone qui correspond au changement d’orientation des dendrites (fig.
1.2(b)). La structure et la répartition des grains définissent la macrostructure de l’échantillon.
Un exemple de développement de la microstructure, lors de la solidification d’un alliage suc-
cinonitrile (SCN) - 0.5% acétone, est donné à la figure 1.3(a). Cet alliage organique a la parti-
cularité de se solidifier en formant des structures identiques à celles des alliages métalliques. De
par sa transparence, il est souvent utilisé pour observer la croissance dendritique. La figure
1.3(b) montre une macrostructure d’un échantillon de cuivre obtenu par coulée continue. On
peut y distinguer les différents grains qui composent cette macrostructure.
Lors de la coulée continue d’alliages métalliques, les structures observées sont donc généra-
lement constituées de grains colonnaires, orientés dans le sens du gradient thermique à l’inter-
face solide-liquide, comme le montre la figure 1.3(b). Comme nous l’avons signalé
précédemment, le gradient thermique impose une croissance colonnaire dirigée de la surface
vers le centre de l’échantillon. Les grains seront relativement allongés dans le sens radial de
l’échantillon si le puits liquide est assez profond. On remarquera donc une région centrale de
l’échantillon pour laquelle les grains se rejoignent (voir figure 1.3(b)).
(a). Excepté pour des aubes de turbine monocristallines constituées de dendrites issues d’un seul germe et






























1.3. L’AFFINAGE DE LA STRUCTURE
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Une structure composée de grains colonnaires dans un gradient thermique, caractéristique de
la coulée continue, peut être source de défauts internes (porosité, fragilité mécanique au centre,
ségrégation(a), etc) et de défauts surfaciques (exsudations(b), etc) [2]. Dans le but de limiter ces
défauts, une microstructure beaucoup plus homogène et isotrope est très souvent souhaitable. 
Pour cela, la croissance dendritique équiaxe doit être favorisée. Dans ce cas, les dendrites ont
une croissance radiale, chacune formant un grain. Ce mode de croissance équiaxe induit une
taille de grain beaucoup plus faible que celle obtenue en croissance colonnaire, ainsi qu’une for-
me générale des grains plutôt sphérique. L’homogénéité microstructurale induite par la crois-
sance équiaxe, augmente donc l’homogénéité des propriétés physiques, mécaniques et
chimiques du matériau. Comme exemple, il a été observé que la diminution de la taille de grain
augmente de manière importante les propriétés mécaniques [3]. 
Les méthodes utilisées pour garantir l’affinage de la structure de coulée, et donc l’augmen-
tation de l’homogénéité du produit, sont généralement :
• l’adjonction de substances inoculantes [4]. Ces substances favorisent la germination et
donc la formation de dendrites équiaxes;
• l’emploi de conditions de solidification rapide [5]. La formation de la microstructure






























(a). Rejet d’éléments d’alliages localisé. On parle de microségrégation lorsqu’on considère le rejet de
soluté en avant du front de solidification. La macroségrégation désigne des zones du produit obtenu
par coulée, pour lesquelles un ou des éléments d’alliage ont une concentration différente que dans le
reste de l’échantillon.
(b). Suintement de liquide à la surface de l’échantillon.
(a) (b)
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tendance à conduire à une microstructure fine, voire équiaxe [6];
• le brassage électromagnétique [7-9]. L’agitation du liquide, induite par l’action d’un
champ magnétique au cours de la solidification, favorise la formation de structures
équiaxes par fragmentation de structures dendritiques.
Un exemple de l’effet de l’ajout de substances inoculantes sur la taille des grains, est donné
à la figure 1.4. Il s’agit d’une adjonction de AlTi5B dans un alliage Al-4%Cu, afin d’obtenir
0.05% de titane [10]. Dans ce cas, l’affinage de la structure est très important, la taille des grains
étant réduite de quelques millimètres à moins de 100 µm.
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Le but de ce travail de recherche, mené avec le partenariat d’une entreprise productrice de
produits cuivreux semi-finis, Swissmetal, est d’appréhender et de comprendre les différents
phénomènes inhérents à l’affinage de grains d’alliages cuivreux par brassage électromagnéti-
que. Les investigations ont été menées sur deux alliages de cuivre industriels, fournis par le par-
tenaire du projet : l’alliage C97, Cu-1%Ni-1%Pb-0.2%P et l’alliage BZ4, Cu-4%Zn-4%Sn-
4%Pb (pourcentages poids). 
L’effet du brassage électromagnétique sur les structures de coulée industrielle et de solidifi-
cation Bridgman a été mis en évidence. Pour cela, l’étude de l’effet des différents paramètres
expérimentaux de coulée sur la structure, a été réalisée principalement sur une installation de
solidification dirigée de type Bridgman, munie d’un système de brassage électromagnétique. Ce
procédé, conçu et construit pour ce projet, a été choisi afin d’une part, de contrôler d’avantage
la solidification (direction de croissance) et d’autre part de pouvoir étudier l’influence des di-
vers paramètres de façon indépendante, ce qui s’avère impossible sur une installation industriel-
le de coulée continue.
De plus, le logiciel de simulation numérique, calco®, développé au laboratoire, a été uti-
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tion d’un champ magnétique alternatif, ainsi que l’effet de cette convection sur l’histoire
thermique des alliages. Les conditions expérimentales pour lesquelles l’affinage de la structure
est optimal, ont alors été déterminées pour les alliages C97 et BZ4.
Sur la base des résultats obtenus, les principaux mécanismes d’affinage de grains induit par
brassage électromagnétique ont été déterminés. Un modèle simple de prédiction de la transition
entre des structures colonnaires et équiaxes (affinées) a été utilisé et comparé aux résultats ex-
périmentaux. L’application de ce modèle a permis d’élaborer une carte de microstructure pour
les deux alliages, en fonction des paramètres de coulée, afin de connaître de façon qualitative la
structure obtenue. Enfin, l’effet de la convection forcée sur la solidification d’alliages métalli-
ques a été étudiée, privilégiant l’influence de cette convection sur la zone pâteuse(a) en terme
d’étendue, mais aussi de perméabilité(b). Un critère permettant de prédire la refusion des bras
de dendrites a donc été développé, considérant qu’il s’agit du mécanisme prépondérant, respon-
sable de l’affinage de la structure.
Après une revue bibliographique (chap. 2) qui permettra d’introduire les différents concepts
abordés dans ce travail de recherche (solidification, brassage électromagnétique, etc...), le cha-
pitre 3 présentera les différents modèles physiques qui ont été utilisés pour caractériser la soli-
dification sous convection forcée. Dans le chapitre 4, les procédures expérimentales suivantes
seront détaillées : les analyses thermiques (DTA et SPTA), les expériences de solidification par
coulée continue industrielle et de type Bridgman (avec et sans brassage électromagnétique),
l’étude des alliages par métallographie et la microscopie électronique à balayage. L’approche
expérimentale (chap. 5) s’axe sur quatre différentes techniques : la solidification sous gradient
nul, la solidification dirigée sans et avec brassage électromagnétique, et enfin, la modélisation
numérique. La première permettra de déterminer l’évolution de la fraction de solide avec la tem-
pérature pour chacun des deux alliages et de caractériser la nature des composés qui précipitent
au cours de la solidification. L’effet du brassage électromagnétique sur les structures de coulée
sera étudié expérimentalement à l’aide d’un four de solidification dirigée permettant la création
d’un champ magnétique alternatif. Les résultats ainsi obtenus pourront alors être comparés aux
résultats des simulations numériques. Le chapitre 6 présentera une étude plus approfondie des
mécanismes responsables de l’affinage de grains par brassage électromagnétique, déterminant
les phénomènes physiques qui permettent la croissance de grains équiaxes. Enfin, la conclusion
générale (chap. 7) résumera les divers résultats et réflexions importants.
(a). Région pour laquelle le solide et le liquide coexistent dans des proportions dépendant de la tempéra-
ture.
(b). Relatif à la compacité du réseau solide au sein de la zone pâteuse.







La littérature concernant l’étude d’alliages cuivreux multicomposés est assez restreinte. De
manière générale, les systèmes étudiés sont souvent des alliages binaires simples. La solidifica-
tion des alliages multicomposés reste trop spécifique à tel ou tel système industriel. Ceci est bien
évidemment dû à la complexité des alliages industriels et à la multitude des alliages spéciaux
mis sur le marché. Les ouvrages généraux qui se reportent aux métaux non-ferreux, constituent
la majorité de la littérature concernant ces systèmes multiphasés [11-13].
Dans cette partie, nous nous intéresserons en premier lieu aux études menées sur les alliages
binaires (Cu-Ni, Cu-Zn, Cu-Sn, Cu-Pb et Cu-P) constituant la base des alliages industriels C97
et BZ4, pour ensuite nous pencher sur quelques alliages cuivreux multicomposés qui se rappro-
chent de nos systèmes.
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Le cas de l'alliage Cu-Ni est assez simple : il s'agit d'un système à miscibilité complète dans
les phases liquide et solide (voir les diagrammes de phases binaires en annexes). On notera la
tendance à une microségrégation négative (k>1). Les structures observées pour des concentra-
tions en nickel supérieures à 0.5% sont de type dendritique [14]. La présence de nickel permet
de combiner des propriétés mécaniques élevées obtenues par durcissement structural et une
bonne conductibilité électrique [11]. 
Considérant l'étendue des applications qu'offrent ces alliages, les systèmes Cu-Sn (bronzes)
et Cu-Zn (laitons) ont été très étudiés. De tels systèmes caractérisés par une complète miscibilité
dans la phase liquide et un coefficient de partage inférieur à 1, ont une microstructure de type
dendritique qui change très peu avec la concentration en élément allié [14]. Elle est générale-
ment composée de dendrites de type α (solution solide) et de précipités de phase β localisés aux
régions interdendritiques. Dans le cas de systèmes fortement alliés, il est possible d'observer des
structures de type péritectique et eutectoïde. Concernant les laitons, ils sont utilisés principale-
ment pour leurs propriétés mécaniques et leur résistance à la corrosion. De leur côté, les bronzes
ont la particularité de former des précipités très durs de phase δ, permettant d'améliorer la résis-
tance mécanique.
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L’ajout de plomb dans une matrice de cuivre provoque la naissance de globules ou de films
localisés autour des grains de cuivre (réaction monotectique) [15]. En effet, le plomb et le cuivre
sont pratiquement insolubles et non miscibles. Ces globules ont donc une fonction lubrifiante
lors de la mise en forme du matériau et facilitent la formation de copeaux lors de l’usinage.
Enfin, utilisé principalement en trace comme désoxydant puissant, le phosphore réduit énor-
mément la conductivité du cuivre (la divisant par deux pour une concentration de 0.1% poids
[15]). La formation de composés Cu3P en faible quantité, augmente la résistance à la traction.
Remarquons que l'ajout de phosphore en quantité plus importante rend l'alliage cassant et fragile
[15].
'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Les exigences techniques et technologiques augmentant sans cesse, les alliages industriels
tentent de cumuler les différentes propriétés des alliages cuivreux binaires. Dans la littérature,
seuls quelques alliages se rapprochent de nos compositions.
En plus de l'effet lubrifiant du plomb sur le cuivre, l'ajout de nickel améliore les propriétés
mécaniques de l'alliage et compense la ségrégation du plomb [16]. Comme dans le cas des bron-
zes, il est possible de durcir encore l'alliage en incorporant de faibles quantités de phosphore.
En effet, outre son pouvoir désoxydant, le phosphore est susceptible de former des composés
Cu3P et/ou NixPy aux zones de ségrégation. Ce système correspondrait donc à l'alliage C97. Il
n’existe pas de classification précise correspondant à cet alliage. La composition en cuivre étant
supérieure à 96% poids, la température du liquidus est très voisine de la température de fusion
du cuivre pur (1084.8°C). La température du solidus devrait être voisine de 950°C à cause de la
présence du plomb à 1% poids (alliage noté C18700 dans la classification internationale ASM,
99%Cu-1%Pb [12]).
Chaque élément ajouté aux bronzes a une fonction précise. Le zinc a de son côté l'avantage
d'être également un désoxydant, certes moins puissant que le phosphore, mais beaucoup moins
cher. On peut donc trouver des alliages 85%Cu-5%Sn-5%Zn-5%Pb, couramment appelés "lea-
ded gunmetal 85/5/5/5" [14] ou ''leaded red brass'' [12] (classification ASM : alliage C83600).
On y retrouve également le plomb assurant la lubrification et la fonction de brise-copeaux lors
de la mise en forme. Cet alliage est très proche en composition du BZ4 (Cu-4%Sn-4%Zn-
4%Pb). Les températures du liquidus et du solidus donnés par les références [14] et [12] sont
respectivement de 1002 et 1010 °C, et de 762 et 855 °C.
''
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Le mécanisme de solidification d’un métal conduit à un changement d’état thermodynami-
que : de l’état liquide désordonné à l’état solide cristallin. Ce changement d’état requiert une
réorganisation atomique initiée par des germes solides qui se forment dans le liquide. Il se crée
2.2. STRUCTURES DE COULÉE
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alors, au sein du métal, une interface liquide-solide dont la morphologie dépend de sa stabilité
au cours de la solidification. On définit couramment 3 différents types d’interfaces : plane, cel-
lulaire et dendritique.
	
Le phénomène de germination est un processus hors équilibre qui nécessite de vaincre l’éner-
gie de surface ainsi créée, à l’interface solide-liquide. L’apport d’énergie est obtenu par main-
tient de la zone liquide en surfusion, c’est à dire à une température inférieure à la température
initiale du bain liquide. Cette différence de température est appelée surfusion de germination,
∆2. On distingue alors deux types de germination : 
• germination homogène : le germe se forme directement dans un liquide sans particules
solides et sans contact (pas de contenant). Ce type de germination n’existe pas dans la
réalité, elle ne sera donc pas développée. En effet même dans un liquide pur, il subsistera
toujours un faible pourcentage d’impureté. 
• germination hétérogène : la présence de particules dans le liquide tend à diminuer la bar-
rière énergétique (énergie d’activation) qu’un germe doit franchir pour croître.
Au cours de la solidification, on définit un taux de germination 3 qui suit une loi de type Ar-
rhenius [6] :
(2.1)
où 30 est une constante (par exemple de l’ordre de 1020 s-1 pour les métaux [6]), '0 le nombre
total de sites de germination par unité de volume, ' le nombre de sites activés, ∆4 l’énergie
d’activation, 56 la constante de Boltzmann et 2 la température. Dans son approche de la germi-
nation hétérogène, Hunt a admis que pour de faibles surfusions : ; où ∆2
est la surfusion imposée au système et  une constante qui va dépendre du système considéré et
qui peut s’estimer comme : . Le taux de germination dépend donc
des conditions de refroidissement (nombre de sites activés, surfusion) et des propriétés du ma-
tériau (nombre de sites de germination, surfusion de germination).
	

Considérons le cas d’un alliage binaire de concentration en élément d’alliage &0 et d’une in-
terface plane avançant avec une vitesse 7 en régime stationnaire. Au cours de la solidification
de l’alliage, la solubilité inférieure du solide (le coefficient de partage, 5, est inférieur à 1 (fig.
2.2)) induit un rejet du soluté en avant de l’interface. Ce rejet est localisé dans une couche limite
δ caractérisée par la diffusion du soluté dans le liquide 8, et la vitesse d’avance de l’interface
7, . Le profil de concentration résultant est schématisé sur la figure 2.1(a). La con-
centration du soluté dans cette couche limite décroît exponentiellement avec la distance + de
 à &0 :
I I0 N0 N–( ) ∆GnkBT
---------
–  exp=
∆Gn kBT⁄ a ∆T( )⁄ 2∝
a ∆Tn( )2 N0 1020×( )ln–=
δc Dl V⁄=
C0 k⁄
CHAP. 2 : REVUE BIBLIOGRAPHIQUE
12                                                                     EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX
(2.2)
En accord avec le diagramme de phase (fig. 2.2), la température du liquide est décrite par la
relation :
(2.3)
2 et  correspondent respectivement à la température et à la pente du liquidus. 
La stabilité de cette interface va alors dépendre de l’évolution de la température 2!+" imposée
par le flux de chaleur présent lors de la solidification. On distingue deux cas (fig. 2.1(b)):
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• (2) : si 2!+" est inférieure à 2!&!+"" localement, la situation devient instable, le front de
solidification se déstabilise. Cette condition d’instabilité est appelée surfusion constitu-
tionnelle, car elle dépend uniquement du rejet de soluté dans un gradient thermique
donné. 
Plus précisément on définit un gradient thermique à l’interface :
 
qui permet de déterminer les conditions de stabilité et d’en déduire les morphologies de l’inter-
face qui en découle (Tableau 2.1). La déstabilisation de cette interface conduit à la formation de
microstructures cellulaires ou dendritiques au cours de la solidification. Deux classes de crois-
sance peuvent être définies :
• la croissance sous contrainte (solidification dirigée, G>0) qui correspond à une extrac-
tion de chaleur unidirectionnelle. Les dendrites croissent, en général, de manière colon-
naire dans la direction du gradient thermique créé, en suivant l’avance des isothermes
(cas de la figure 2.1(b)).
• la croissance non contrainte (solidification équiaxe, G<0) qui correspond à une extrac-
tion de chaleur radiale homogène autour du germe, dans un liquide en surfusion. La den-
drite croît de manière équiaxe jusqu’à sa rencontre avec une voisine. Il est à noter qu’une
croissance équiaxe peut avoir lieu dans un gradient thermique positif, c’est le cas lors de
la transition colonnaire-équiaxe (voir le paragraphe 2.2.3).
''',%!+((!!-3*!$"&3&#"3#&!*!-*&$3$;#!
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La cinétique de croissance d’une dendrite est fortement dépendante des phénomènes qui in-
terviennent au voisinage de sa pointe. Ces derniers peuvent être résumés par la notion de surfu-
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l’équilibre du point de vue thermique, ∆2, chimique, ∆2, (rejet de chaleur et de soluté) et de la
courbure, ∆2	 (voir figure 2.3):
(2.4)
La surfusion thermique est principalement due au rejet de chaleur latente, c’est à dire lorsque
le gradient thermique dans le liquide est négatif (solidification équiaxe).
La surfusion chimique correspond au phénomène de surfusion constitutionnelle vu précé-
demment, donc au rejet de soluté en avant de l’interface :
(2.5)
&? est la concentration du liquide à l’interface (l’astérisque se rapportant à ce qui est à l’in-
terface). La surfusion de courbure prend en compte les phénomènes de tension de surface qui
existent à l’interface :
(2.6)
Γ est le coefficient de Gibbs-Thomson, , où σ correspond à l’energie interfaciale
solide-liquide et ∆% à l’entropie de fusion. @? est la courbure de l’interface.
Remarquons que la surfusion thermique, ∆2, peut être négligée devant l’effet de la surfusion
chimique, ∆2, pour la plupart des alliages métalliques industriels. En effet, la diffusivité ther-
mique (~10-5 m2/s) est beaucoup plus importante que la diffusion chimique (~10-9 m2/s). On
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2? correspond à la température de la pointe de dendrite. Il s’agit alors de déterminer l’effet
du rejet de soluté à la pointe de la dendrite et l’effet de sa courbure sur la morphologie de crois-
sance.
Pour rendre compte de la diffusion à la pointe de la dendrite (cas du champ de diffusion sta-
tionnaire), on définit un nombre, le nombre de Péclet, qui correspond au rapport de la dimension
caractéristique du système,  (le rayon de courbure de la dendrite) et de la distance de diffusion
du soluté δc :
avec (2.8)
La solution mathématique à ce problème de champ de diffusion (résolution de l’équation de
bilan de soluté) a été élaborée par Ivantsov [17] dans le cas d’une pointe parabolique :
(2.9)
avec,
Ω est défini comme la sursaturation, 3!+" correspond à la fonction d’Ivantsov et A!+" est la
fonction exponentielle intégrale. Pour un développement complet de la solution d’Ivantsov la
référence [18] peut être consultée. Remarquons qu’a ce stade de l’analyse, il est impossible de
calculer  indépendemment de 7.
Dans le but de déterminer la morphologie de la pointe de la dendrite, un critère de stabilité
marginale a été introduit par Langer et Müller-Krumbhaar en 1977 [19]. En tenant compte de
l’effet de la courbure, il a été proposé que la dendrite croit avec un rayon de courbure équivalent
à la longueur d’onde de la stabilité marginale, λ :
(2.10)
4 correspond au gradient chimique (soluté) à la pointe de la dendrite dans le liquide, de
l’élément d’alliage considéré : . Désormais il est donc possible de calcu-
ler  ou 2? indépendamment de 7 en utilisant les relations (2.9) et (2.10).
Le modèle KGT (Kurz, Giovanola, Trivedi [20]) combine alors la solution d’Ivantsov et le
critère de stabilité marginale, dans le cas d’alliages binaires pour déterminer l’évolution du
rayon de courbure, de la température à la pointe de la dendrite et de l’espacement primaire de
dendrite avec la vitesse de croissance (fig. 2.4). Les microstructures susceptibles d’être rencon-
trées peuvent être déduites de ces courbes d’évolution comme le montre la figure 2.4(b). A fai-
ble vitesse de croissance, l’interface reste stable. A la valeur correspondant à la surfusion
constitutionnelle, le front se déstabilise et conduit à le naissance de cellules puis de dendrites.
Pe RV2Dl
--------= δc 2Dl V⁄=
Ω Iv Pe( )=
Ω Cl
∗ C0–
Cl∗ 1 k–( )
------------------------=
Iv Pe( ) Pe Pe( )E1 Pe( )exp=
R λ i 2π Γ
mGc G–
--------------------= =
DlGc VCl∗ 1 k–( )–=
CHAP. 2 : REVUE BIBLIOGRAPHIQUE
16                                                                     EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX
Remarquons qu’à haute vitesse, l’interface se stabilise une nouvelle fois, on atteint alors la sta-
bilité absolue (pour plus de détails sur ce phénomène se reporter à la référence [20]).
Dans le cas d’alliages multicomposés, l’effet de chaque élément d’alliage doit être pris en
compte. Les modèles, qui ont été vus dans le cas d’alliages binaires, doivent donc être adaptés.
Sur la base des travaux de Rappaz et Boettinger [21], l’étude de la cinétique de croissance des
dendrites pour des alliages multicomposés sera développée, en détail, dans le chapitre suivant.
!					
La figure 2.5 illustre les grandeurs caractéristiques qui définissent la microstructure dendri-
tique. On peut noter le rayon de courbure de la pointe, , ainsi que λ1 et λ2 qui correspondent
respectivement aux espacements entre les troncs primaires et secondaires. La microstructure, et
donc la variation de ces paramètres, ont une influence prépondérante sur les propriétés des ma-
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 Les modèles de prédiction de l’espacement primaire s’accordent à dire qu’il est une fonction
de l’étendue de la zone pâteuse, du gradient thermique et de la vitesse de croissance des dendri-
tes [22]. La relation généralement utilisée est la suivante :
(2.11)
Les bras secondaires, de leur côté, évoluent de manière conséquente depuis leur naissance
jusqu’à leur dimension finale. Reprenant les travaux de Kattamis et Flemings [23], Feurer et
Wunderlin [24] ont développé un modèle basé sur le phénomène de maturation pour calculer λ2




où - est un facteur de maturation,  le temps de solidification, & correspond à la concentration
finale du liquide en soluté et ∆2 à la différence de température entre la pointe de la dendrite et
la température du solidus. Remarquons qu’en première approximation on peut considérer que
.
En ce qui concerne la prédiction des espacements secondaires de bras de dendrites, pour des
systèmes multicomposés, le coefficient de maturation doit prendre en compte la variation de la
concentration du liquide et le coefficient de diffusion pour chaque élément d’alliage [21]. Com-
me précédemment, un développement plus détaillé sera exposé dans le chapitre suivant pour le
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Il a été vu précédemment que dans le cas d’une croissance dendritique, deux modes peuvent
être distingués : la croissance colonnaire (solidification dirigée) et la croissance équiaxe (soli-
dification non-contrainte). La transition entre ces deux modes de croissance est fonction de
l’évolution des conditions thermique et solutale au cours de la solidification. Cette transition,
appelée transition colonnaire-équiaxe (ou ''columnar to equiaxed transition'', CET), a un impact
très prononcé sur les propriétés intrinsèques du matériau puisque la microstructure résultante est
complètement différente (voir chapitre 1).
Considérons le cas simple d’un front colonnaire dendritique avançant à une vitesse 7 dans
un gradient thermique "(fig. 2.6). La croissance des dendrites induit une zone en surfusion,
, en avant du front (voir §2.2.2). Deux cas peuvent alors être distingués :
• la surfusion est inférieure à la surfusion de germination (surfusion nécessaire pour qu’il y
ait germination) : la croissance reste colonnaire;
• la surfusion est supérieure à la surfusion de germination : des grains équiaxes vont se
développer en avant de l’interface, dans la zone en surfusion (fig. 2.6).
 
Contrairement au mécanisme relativement simple qui vient d’être exposé, le phénomène de
transition colonnaire-équiaxe reste un processus complexe dans lequel intervient la germina-
tion, les cinétiques de croissances colonnaires et équiaxes, les directions de croissances préfé-
rentielles ainsi que l’effet de la convection du liquide et le transport de soluté qui en découle.
La majorité des travaux concernant la CET tendent à définir une méthode de prédiction de cette
transition. S’appuyant sur des modèles qualitatifs [25], ces méthodes sont basées sur un modèle
mixte de germination hétérogène et de croissance dendritique. Différentes approches ont été uti-
lisées : analytique et numérique.
Hunt a établi un critère analytique de transition relativement simple. Ce critère, basé sur la
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mination par unité de volume, '0, et d’autre part le rapport entre la surfusion de germination et
la surfusion constitutionnelle [6]. Utilisant la notion de fraction volumique étendue de cristaux
équiaxes,
(2.14)
où 	 est le rayon d’un grain équiaxe, un critère de croissance est défini : complètement colon-
naire si φA<0.0066, complètement équiaxe si φA>0.66. Considérons le rayon, 	, d’un grain obte-
nu par intégration de la vitesse d’un grain équiaxe :
(2.15)
où la vitesse de croissance d’un grain équiaxe, donnée par celle des pointes de la dendrite, est
estimée en utilisant un modèle approximatif du type KGT présenté auparavant :
. La vitesse de refroidissement est définie comme 
 [18]. . est une constante de croissance qui dépend du système considéré, ∆2
est la surfusion locale. En combinant les équations (2.14) et (2.15) dans le cas d’une croissance
colonnaire (la surfusion de croissance du front colonnaire équivaut à ) on
obtient un critère basé sur la valeur du gradient thermique. Dans le cas d’une structure colon-
naire 4 doit être :
(2.16)
Dans le cas d’une croissance équiaxe, nous avons :
(2.17)
Tout ceci est valable sous certaines hypothèse simplificatrices :
• le transport du soluté est considéré uniquement par diffusion (sans convection);
• on considère des sites de germination hétérogènes aléatoirement distribués qui sont acti-
vés dés que la surfusion en avant du front de solidification est supérieur à ∆2;
• la croissance d’un grain équiaxe est sphérique;
• la thermique est stationnaire, la vitesse de croissance du front colonnaire et le gradient
thermique sont donc constants; 
• on ne prend pas en compte les effets de la convection, pour plus de détails voir [26].
A partir des équations (2.16) et (2.17) des cartes de microstructure peuvent donc être calcu-
lées pour chaque système considéré. Généralement la croissance équiaxe est favorisée si la vi-
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germination sont augmentés, et si la surfusion de germination ou le gradient thermique sont di-
minués.
Par la suite, Flood a développé un modèle numérique en utilisant une description moins sim-
plifiée des échanges thermiques entre la croissance et l’avance du front de solidification [27].
S’inspirant du modèle de Hunt, le développement numérique de Gaümann complète son étude,
en s’intéressant plus précisément à la germination [28]. Wang considère une approche par dif-
férences finies pour résoudre le problème [29]. Il est important de noter que les modèles présen-
tés sont uniquement valables dans le cas d’une croissance orientée parallèlement au flux de
chaleur.
Dans le but de déterminer des cartes de microstructure concernant la solidification de supe-
ralliages, Gaümann a alors adapté le modèle de Hunt, en tenant compte de l’orientation de la
croissance [30]. De la même façon, Gandin a développé un modèle d’automate cellulaire per-
mettant de tenir compte, entre autre, de la désorientation de la croissance dendritique par rapport
à l’avance des isothermes [31]. Couplé à des calculs de flux de chaleur par élément finis, cette
approche a été complétée par un outil numérique de prédiction de la structure de grain en 2D
puis en 3D [32].
La CET est d’un grand intérêt pour l’industrie. Cependant ce phénomène est d’une complexi-
té accrue par la diversité des conditions de coulée qui l’induisent (ajout d’inoculants, effet de la
vitesse de refroidissement, solidification sous convection naturelle ou forcée). C’est la compré-
hension des mécanismes mis en jeu lors de la CET qui nous permettra d’expliquer en détail l’af-
finage de la structure de coulée.
''4$"&,0&,03$-!3:&"3$-*!+$*!
Considérons la solidification d’un alliage binaire de composition nominale &0. Il a été vu pré-
cédemment qu’une interface solide-liquide avançant à une vitesse donnée rejette du soluté dans
le liquide. Dans le cas de l’équilibre thermodynamique, la diffusion dans le solide et dans le li-
quide est supposée infiniment rapide. Au cours de la solidification, le premier cristal apparaitrait
donc à la température du liquidus, 2, et la dernière goutte de liquide se solidifierait à la tempé-
rature du solidus, 2%. La composition du liquide à l’équilibre est alors donnée par la loi des le-
viers :
(2.18)
où % correspond à la fraction de solide, c’est-à-dire à la proportion de solide dans l’échantillon
au cours de la solidification. Cette fraction de solide vaut 1 lorsque l’échantillon est entièrement
solide et 0 lorsqu’il est liquide. En utilisant la définition du diagramme de phase, à savoir
 (remarquons qu’à la température du liquidus & = &0), on peut déduire de la re-
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où 2 est la température de fusion du corps pur. Cependant, dans la réalité, la solidification est
un phénomène hors équilibre, notamment en raison des phénomènes de diffusion chimique.
Gulliver [33] puis Scheil [34] ont donc proposé un modèle rendant compte d’une manière sim-
plifiée du rejet de soluté dans le liquide. En effet, le modèle suppose une diffusion nulle dans le
solide mais infinie dans le liquide. En écrivant le bilan de soluté dans ce cas, la composition du
liquide et la fraction solidifiée peuvent s’écrire respectivement :
(2.20)
(2.21)
D’un autre point du vue, il est bien connu que la diffusion chimique dans le solide n’est pas
nulle dans les métaux. Brody et Flemings ont tenu compte de cette diffusion dans le solide dans
leur modèle [35]. Pour rendre compte de cette rétro-diffusion, il faut introduire le nombre de
Fourier , où 8% correspond au coefficient de diffusion dans le solide,  est le
temps de solidification et λ2,f l’espacement interdendritique secondaire en fin de solidification.
Ce modèle a été ré-évalué par Clyne et Kurz sur la base d’un nouveau coefficient α’, car le mo-
dèle de Brody et Flemings était invalide pour une diffusion importante dans le solide [36]. En
tenant compte de ces considérations, le système d’équations permettant de caractériser la con-




On peut ainsi retrouver les cas asymptotiques décrits par le modèle de Scheil et la loi des le-
vier en choisissant une valeur de α’ respectivement égale à 0 et 0.5, ou α égale à 0 et ∞ respec-
tivement. Remarquons que la solution exacte du modèle de Brody-Flemings a été déterminée
par Kobayashi [37].
Dans le cas de la solidification d’alliages multicomposés, les modèles présentés peuvent être
adaptés en tenant compte de la concentration de chaque élément d’alliage. Ces concentrations
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avec, 
où &, &0 et 5 sont la concentration du liquide, la concentration initiale et le coefficient de par-
tage correspondant à l’élément d’alliage i, respectivement. Le modèle, qui permettra de calculer
l’évolution de la fraction de solide pour nos alliages cuivreux multicomposés, sera développé
dans le chapitre suivant.
'.		EMS>MHD

La magnétohydrodynamique (MHD) étant un domaine assez étendu pour constituer une
science en elle-même, seule son application à la solidification des alliages métalliques sera
abordée ici. Sans avoir la prétention d’étudier avec précision ce phénomène, cette partie retrace
les principes de base utilisés en MHD et certains travaux concernant l’étude des mouvements
de convection induits par champ magnétiques dans la métallurgie et leur influence sur la solidi-




En MHD, le comportement électromagnétique d’un fluide conducteur est régi par les équa-
tions de Maxwell, en considérant l’approximation quasi-statique [38, 39] :
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où # est le champ magnétique, ! le champ électrique,  le temps, µ0 la perméabilité magnétique
(dans le vide µ0 = 4π.10-7 Hm-1), $ la densité de courant électrique, σ
 la conductivité électrique
et  la vitesse du fluide. Ces relations correspondent respectivement à l’équation exprimant la
conservation du flux d’induction magnétique, la loi de Faraday, la loi d’Ampère et la loi d’Ohm.
Remarquons qu’en MHD le système d’équation de Maxwell est simplifié. En effet, l’approxi-
mation quasi-statique consiste à négliger le terme correspondant au courant de déplacement
, qui est ajouté au terme de densité de courant dans la loi d’Ampère générale. On
peut montrer également, que l’on peut négliger totalement l’équation de Poisson 
( et ε0 sont respectivement la densité de charge électrique et permittivité diélectrique) [40].
En combinant ces équations, la relation décrivant l’évolution du champ magnétique dans un
fluide conducteur s’écrit :
(2.29)
dans laquelle le premier membre reflète le fait que les mouvements au sein du liquide peuvent
amplifier ou réduire l’intensité du champ et le second exprime la dissipation par effet Joule des
éventuelles fluctuations du champ magnétique. η est la diffusivité magnétique, .
On donne généralement un ordre de grandeur pour ces deux termes :
 étant une dimension caractéristique du système. On définit alors le rapport entre les deux ter-
mes (les phénomènes liés à la convection et à la diffusion), le nombre de Reynolds magnétique,
 :
(2.30)
Si , le régime est dominé par la convection et si , les effets diffusifs l’empor-
tent. Pour exemple, on notera que dans le cas d’alliages métalliques à l’échelle du laboratoire,
 ne dépasse pas 10-2, alors qu’à l’échelle de la Terre et de l’astrophysique,  vaut respecti-
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Dans le but de caractériser le comportement d’un fluide métallique (on considère un fluide
incompressible, i.e. ρ = constante), on définit respectivement les équations de conservation de
la masse et de la quantité de mouvement (Navier-Stokes) :
(2.31)
(2.32)
 est la pression et ν la viscosité cinématique (  où µ est la viscosité dynamique et
ρ la masse spécifique du liquide). %& correspond à la somme des forces extérieures appliquées
au fluide, c’est à dire dans notre cas les forces de gravité, , et les forces induites par le champ
électromagnétique (force de Lorentz). %& s’écrit alors :
(2.33)
On définit un nombre sans dimension, le nombre de Reynolds 
, qui rend compte du rapport
entre les forces d’inertie par unité de volume (env. ) et les forces visqueuses par unité
de volume (env. ) [40] :
(2.34)
Si nous prenons le cas d’un liquide métallique typique ( m2s-1) qui est animé d’un
mouvement de convection de vitesse maximale de l’ordre de 1 ms-1, dans une cavité de 10 cm
de large, le nombre de Reynolds vaut alors 106. Le régime d’écoulement est donc complètement
turbulent, ce qui est généralement le cas lors du brassage de métaux liquides.
			 '()
Outre le nombre de Reynold et le nombre de Reynolds magnétique, plusieurs nombres adi-
mensionels sont utilisés en MHD. Ils vont permettre d’établir des comparaisons entre les diver-
ses contributions appliquées au fluide. Pour caractériser l’effet du champ magnétique sur le
comportement du fluide, les nombres adimensionels suivants sont définis respectivement com-
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(2.37)
(2.38)
ω est la pulsation (  où  est la fréquence d’induction). Leur signification est [38] :
.     =  force d’inertie / force magnétique
'     =  force magnétique / force d’inertie
D  =  force magnétique / force de frottement
ω   =  (longueur caractéristique / longueur de pénétration du champ magnétique)2
En effet, on peut estimer les différentes contribution comme :
• la force d’inertie : 
• la force magnétique : 
• la force de frottement (ou visqueuse) : 
• la longueur de pénétration du champ magnétique (ou peau magnétique) est obtenu par la
résolution de l’équation (2.29) pour une composante : 
ce qui conduit à l’expression du champ magnétique pour un domaine semi-infini :
où i2 = -1. On peut alors montrer que la peau magnétique a une épaisseur δ donnée par :
(2.39)
'.'&",*,*!2&0!,+!"3&0-,3$;#!
Le mécanisme du brassage électromagnétique (ElectroMagnetic Stirring, EMS) est basé sur
la production d'un champ de force de Lorentz dans le matériau, provoquant l'apparition d'une
convection forcée dans la partie liquide et pâteuse. En effet, si on considère un échantillon mé-
tallique entouré d’une bobine d’induction, la circulation d’un courant, $, dans les spires d’induc-
tion, crée un champ magnétique, # (fig. 2.7). Ce champ magnétique pénètre dans l’échantillon
et génère un courant induit, $, dont le sens est opposé à $. L’interaction entre le courant induit
Ha N Re⋅ BL σeρν------= =
Rω µ0σe ωL2=
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et le champ magnétique crée un champ de force, %, qui s’applique uniquement dans la peau ma-
gnétique, δ, de la partie liquide du métal. L'expression de la force de Lorentz induite est :
(2.40)
avec % la force de Lorentz, $ la densité de courant induite dans le matériau et # le champ ma-
gnétique appliqué. Le mouvement du liquide est alors créé par l’inhomogénéité de la force de
Lorentz. Cette inhomogénéité peut être causée par des variations de la direction (cas du champ
pulsant, fig. 2.8) ou de l’intensité (cas du champ glissant, fig. 2.10).

L'inducteur est parcouru par un courant monophasé qui crée donc un champ magnétique al-
ternatif fixe :
On appelle aussi ce type de champ un "champ pulsant". Dans le cas d'un brassage proche de
la partie supérieure d'un lingot coulé (en continu ou pas), cette force s'applique surtout dans les
coins de la poche liquide (voir figure 2.8), créant ainsi une accélération du liquide dans cette
région. Dans le cas du brassage électromagnétique en volume du lingot (absence de surface li-
bre, ce qui correspond à la situation rencontrée pour la coulée continue des alliages cuivreux en
fils), la divergence de la force de Lorentz est renforcée par l'utilisation d'une seule spire qui crée
un champ dont les lignes de champ sont toroïdales (figure 2.8). La force induite a tendance à
créer alors deux vortex de convection, de sens opposé, pour autant que la région en question soit
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celle du liquidus de l'alliage. Cette dernière étant d'ailleurs influencée par le chauffage, inévita-
blement associé à l'induction.
Les fours à induction à proprement dits et certaines installations de coulée continue ou de
coulée statique, utilisent ce type de champ (fig. 2.9). Ce type d'installation ayant été adopté par
le partenaire industriel Swissmetal Boillat, nous avons donc utilisé le même système d'induction
monophasée dans notre four Bridgman. Remarquons que le sens de convection dans le liquide
est très dépendant de la fréquence utilisée [42].
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







































B r t,( ) B0 r( ) ωt ϕ r( )+( )cos=
CHAP. 2 : REVUE BIBLIOGRAPHIQUE
28                                                                     EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX
De par la configuration des bobines d’induction (fig. 2.10), la direction de la force de Lorentz
appliquée à une composante est parallèle à la paroi. Les mouvements de convection ainsi créés
suivent le sens de déplacement des inducteurs, le long des parois. Remarquons que ce champ
mobile pourra être glissant ou tournant en fonction de la configuration des inducteurs qui auront
été choisis (fig. 2.11). Cette technique est utilisée principalement, lors de la solidification de
l'acier [43], mais aussi de l'aluminium [44] et du cuivre [45]. 
'..3#*!#&+!::!3*#2&0!,+!"3&0-,3$;#!!-,3++#&0$!
Dans la littérature, il faut distinguer deux types d’études concernant l’effet de l’EMS sur les
métaux liquides. En effet, un nombre conséquent de publications ont été réalisées sur l’étude de
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cée sur la croissance colonnaire. Dans cette partie nous résumerons rapidement les travaux qui
se rapportent au premier type d’études, pour se concentrer plus spécifiquement sur le second.
Ajoutés aux publications relativement générales concernant le brassage électromagnétique
des liquides métalliques [46, 47], des travaux expérimentaux et numériques ont été menés dans
le but d’étudier les effets du champ magnétique sur la convection induite dans le liquide. On
peut citer en exemple les études de brassage électromagnétique en creuset [42, 48, 49], les étu-
des sur les convections turbulentes [49-51], ainsi que certaines approches numériques utilisées
dans le but non seulement d’estimer les vitesses du fluide [52], mais aussi de caractériser
d’autres phénomènes comme les échanges de chaleur [53].
L’effet de la convection ainsi créée par le champ magnétique sur la croissance colonnaire,
n’est pas un phénomène complètement caractérisé. En effet, beaucoup de paramètres sont à
prendre en compte : la fréquence et l’intensité du champ magnétique qui crée le brassage, les
propriétés physiques du métal liquide et les conditions de croissance elles-mêmes. Il apparaît
que l’application de la MHD dans la croissance d’alliages métalliques comporte deux domaines:
la suppression des mouvements de convection naturels et la création de convection forcée vi-
goureuse (domaine qui comprend l’affinage de grains) [39].
*
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Dans le premier cas la force de Lorentz induite par l’action du champ magnétique sur le li-
quide conducteur est utilisée pour freiner, voir supprimer, la convection naturelle qui peut ap-
paraître lors de la solidification d’alliages. Lehmann et Moreau [54] appliquent un champ
magnétique uniforme dans le but d’éviter la ségrégation d’éléments d’alliages de deux systèmes
Cu-Ag et Al-Cu. Un autre exemple d’effet sur la macroségregation est étudié par Tewari [55]
dans le cas d’alliages Pb-Sn, pour lesquels la formation de ''freckles'' peut être supprimée en li-
mitant la convection naturelle. Les applications concernant la solidification de type Czochralski
(croissance de monocristaux) sont également nombreuses, quelques exemples sont donnés dans
ces références : [56, 57]. Ces études montrent l’importance de l’orientation du champ par rap-
port à la direction de croissance pour que l’effet de freinage soit effectif. Notons que dans ces




La convection forcée du liquide proche de la zone pâteuse a un effet important sur les pro-
priétés de cette zone, changeant énormément les conditions de solidification. Un certain nombre
d’études théoriques sur l’effet de la convection forcée ou naturelle sur la solidification dendri-
tique, ont montré que la distance de diffusion du soluté, δ, en avant de la pointe de la dendrite,
est fortement perturbée. Les résultats montrent que plus la convection est importante plus δ di-
minue (  [58]). En effet, la convection tend à homogénéiser aussi bien la température
que la concentration à la pointe de la dendrite [59], donc à diminuer le rejet de soluté. La vitesse
de la pointe de la dendrite s’accroît donc avec la vitesse du fluide [58, 60]. En plus d’influencer
sur la direction de croissance des dendrites [61, 62], ces homogénéisations solutales et thermi-
ques autour des dendrites ont l’avantage, dans certains cas, de limiter la macroségrégation,
d’éviter la formation de porosité et d’affiner la structure.
δc Re 1 2⁄–∼
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Lorsqu’on parle de limiter la macroségrégation, ce n’est pas tout à fait vrai car ce phénomène
très complexe ne dépend pas que de la convection. En effet, en fonction des conditions expéri-
mentales de coulée (coulée continue, coulée statique, affinage ou pas...etc), la macroségrégation
peut avoir lieu ou pas : 
• Lors de la coulée continue de l’acier, une ségrégation est obtenue en fin de solidification,
c’est à dire lorsque la région liquide n’est plus en face du brasseur électromagnétique
(donc qui n’est plus brassée) [63].
• Dans le cas d’une coulée statique, il faut prendre en compte que la solidification est con-
finée dans un creuset. Donc, indépendamment du brassage électromagnétique et au cours
de la solidification, le liquide s’enrichit en élément de soluté. De plus, la convection pro-
che de l’interface solide-liquide pénètre dans la zone pâteuse et redistribue le liquide déjà
enrichi (le liquide est plus riche pour des fractions de solide élevées). Il est donc évident
que plus la vitesse de convection augmente, plus le brassage va pénétrer la zone pâteuse,
plus la redistribution du liquide enrichi sera importante. Au final, la macroségrégation
est accrue [64].
• Contrairement aux deux cas précédents, si la coulée est continue et que les vitesses de
tirage employées sont moins importantes que dans le cas de la coulée continue de l’acier,
l’interface solide-liquide reste proche de l’inducteur. On aura alors deux différentes
situations : si l’affinage de la structure a lieu, la solidification équiaxe sous convection ne
présente plus de régions macroségrégées; s’il n’y a pas d’affinage, la ségrégation est
localisée au centre de l’échantillon.
Concernant les défauts et plus spécifiquement la porosité, ils sont limités simplement par
l’homogénéisation mécanique due au brassage du liquide. Cette diminution, voir élimination,
de la porosité a été observée sur plusieurs alliages, aluminiums ([44], brassage mécanique [65]),
aciers [66] et cuivreux [45].
Enfin, l’affinage de la structure est un phénomène complexe que la plupart des études attri-
buent à la fragmentation des bras de dendrites qui, créant de nouveaux sites de germination, en-
traîne une croissance équiaxe. Ce phénomène est économiquement crucial pour l’industrie, car
il est un moyen d’homogénéiser un produit sans utiliser de substances inoculantes, ce qui dans
le cas des alliages de cuivre est impossible, en général. Cet affinage permet donc d’augmenter
les propriétés mécaniques mais aussi de réduire l’anisotropie, la microségrégation et la tendance




Les effets du brassage électromagnétique sur la solidification des aciers, et plus précisément
en coulée continue, ont été largement étudiés [43]. Cependant la technique d’EMS dans le cas
de l’acier est très différente de celui de l’aluminium ou du cuivre. En effet, l’étendue du puit
liquide pendant la solidification est de plusieurs mètres, le brassage n’a donc lieu que le long
d’une petite partie du front de solidification. Au cours de la coulée continue d’alliages d’alumi-
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nium ou cuivreux, le puit liquide est de l’ordre de dizaines de centimètres, les mouvements de
convection sont donc appliqués le long de l’ensemble de l’interface solide-liquide. Nous foca-
liserons donc notre étude uniquement sur ce type de coulée.
Dans le but d’appliquer cette technique aux alliages d’aluminium, Vivés a mis au point un
système de brassage électromagnétique pendant la coulée continue, le procédé CREM (Casting,
Refining, ElectroMagnetic) [7, 67]. Dans ce cas, le brassage est créé par un champ pulsant. Les
principaux résultats de cette étude expérimentale du procédé (mesures de champ et de vitesses
du fluide) et de son application (effet sur la microstructure d’alliages d’aluminium), sont élo-
quents : plus la puissance d’induction est élevée, plus les particules équiaxes sont fines (voir fig.
2.12). C’est principalement ce type de corrélation entre la puissance d’induction et l’efficacité
de l’affinage que l’on constate pour les alliages d’aluminium [68-70]. Ce procédé d’EMS appli-
qué aux alliages d’aluminium a d’ailleurs permis d’améliorer les procédés de fabrication des al-
liages thixotropes(a). Au lieu d’un brassage mécanique difficile à mettre en oeuvre à haute
température (procédé ''Rheocasting''), le procédé EMS a été adapté pour obtenir un brassage vi-
goureux et obtenir des grains équiaxes fins [71, 73].
De son côté, le brassage électromagnétique des alliages cuivreux a été beaucoup moins étu-
dié, Meseha [45] a observé une diminution de la porosité et un affinage de grains lors de la cou-
lée continue de barreaux de cuivre sous EMS.
'.4!(&"!#*::$-0!*!0&$-(&:&0!-33$-*!2&*!
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En l’absence de particules inoculantes dans le liquide, la formation de grains équiaxes est gé-
néralement attribuée à deux types de phénomènes : les conditions de coulée (gradient thermique
à l’interface, vitesse de solidification, concentration en éléments d’alliage) ou la fragmentation
des bras de dendrites. Ce dernier permet d’expliquer pourquoi il est possible d’obtenir une crois-
(a). Alliages à grains fins capables d’être reformés sous pression à l’état semi-solide, c’est à dire à une
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sance équiaxe dans un cas où tous les modèles prédisent une croissance colonnaire. Phénomène
très complexe, il n’a été que très peu abordé dans la littérature. Seuls quelques auteurs ont décrit
les mécanismes de fragmentation de dendrites pendant la coulée. 
!
Hellawell définit 5 étapes dans la formation de grains équiaxes par fragmentation des bras de
dendrites [9] (fig. 2.13):
(1) : +:&0!-33$- des bras de dendrites par refusion locale. La fragmentation n’est pas
un phénomène bien connu, seuls quelques déductions issues d’observations sur la solidification
d’alliages organiques ont été faites [8, 74]. Comme Jackson [75], Sato et Paradies attribuent cet-
te fragmentation à la conséquence d’une refusion locale des sections les plus fines des bras de
dendrites (effet de ''cou'', fig. 2.14). De son côté, Liu est arrivé à la conclusion que la fragmen-
tation est principalement générée par la dissolution des bras de dendrites, elle-même induite par
la décélération de la vitesse de refroidissement (fig. 2.15) [76]. En effet, il minimise le phéno-
mène de refusion thermique des bras en pensant qu’il est possible mais qu’il n’a pas été observé
dans leur cas. Il préfère parler de dissolution causée par une variation solutale dans la zone pâ-
teuse. Rejoignant ce concept, la fragmentation a également été étudiée lors de la formation de
''Freckles'' au cours de la solidification. Gu et Beckermann [77] comme Hellawell [78], attri-
buent la formation des fragments à la dissolution solutale des dendrites, dans ce cas précis de
création de canaux ségrégés. Remarquons que concernant l’effet du mouvement du liquide sur
le réseau dendritique, Pilling a définitivement conclu que les déformations mécaniques induites
par convection du liquide interdendritique ne pouvaient pas être la cause du détachement des
bras de dendrites [79].
(2) : +!3&-(&3 des fragments de la zone pâteuse vers le liquide en avant du front de crois-
sance colonnaire. Ce phénomène de transport requiert une convection naturelle ou forcée dans
la région concernée. Cette étape n’a pratiquement pas été étudiée. Liu suppose que la convection
interdendritique est responsable du transport des fragments de la zone pâteuse vers le liquide
[80]. Dans le cas du brassage électromagnétique, la convection dans les régions interdendriti-
ques est induite par la convection du liquide, produite en volume. Dans le cas de la formation
des ''Freckels'', le transport des fragments situés au fond du canal est assuré par une convection
thermo-solutale, ce transport a d’ailleurs été modélisé par Gu [77].
(3) : +#&%$! des fragments. Les fragments sont amenés vers des régions plus chaudes, leur
survie va donc dépendre du parcours qu’ils vont effectuer dans le liquide chaud (soit ils s’éloi-
gnent, soit ils se rapprochent du front de solidification), du temps qu’ils vont mettre pour fondre
totalement et de l’étendue de la zone en surfusion en avant de l’interface. Seul Han a estimé des
vitesses de refusion des fragments dans un cas simple de particules sphériques dans un liquide,
donc sans convection [81]. De son côté, Gu a pris en compte l’influence du parcours du frag-
ment pour étudier sa survie dans une modélisation numérique, mais seulement dans le cas d’une
refusion solutale et d’une convection naturelle [77].
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(4) : +"&$-"!!3+,*$!-33$-. Dans le cas de la survie d’un fragment dendritique,
sa croissance peut avoir lieu. Par piégeage (le front de solidification peut piéger un fragment en
avançant) ou par sédimentation, la structure équiaxe se met en place.
(5) : +:&3$- de la structure équiaxe. La formation de grains équiaxes en avant du front
de solidification bloque la croissance des dendrites colonnaires. La structure devient alors
équiaxe. Etant un des rares auteurs à étudier ce phénomène lorsqu’il est lié à la fragmentation,
Jang a estimé des vitesses de sédimentations dans le cas d’un alliage organique, en utilisant un
écoulement de type Stokes [82], ainsi qu’un critère analytique de blocage de croissance d’un
front de solidification colonnaire. Cependant pour des raisons de simplification, nous considé-





















































CHAP. 2 : REVUE BIBLIOGRAPHIQUE
34                                                                     EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX
%	

Les conditions de fragmentation restent assez floues. Cependant l’ensemble des études qui
se rapportent à la fragmentation des bras de dendrites s’accordent à dire qu’il existe des para-
mètres prépondérants :
• la vitesse de convection. L’intensité de la convection (donc la puissance de l’induction
électromagnétique) diminue les gradients thermique et chimique proche de l’interface. Il
semble raisonnable de penser que cette diminution de gradient est responsable de la refu-
sion des bras de dendrites. Dans ces conditions, plus la convection est vigoureuse plus
l’affinage sera effectif [7, 43, 68, 70].
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influencer l’affinage. Kishida a montré, par des mesures de température lors d’une con-
vection turbulente, que les instabilités de température induites par ce mode de convection
peuvent favoriser une refonte des bras de dendrites, par déstabilisations du front de soli-
dification [83].
• la concentration en élément d’alliage. Une augmentation de la concentration initiale en
élément d’alliage augmente l’étendue de la zone en surfusion en avant du front de solidi-
fication. Ce phénomène augmente donc la probabilité de la survie des fragments mais
diminue aussi le rayon des dendrites (donc du cou de chaque bras secondaire de den-
drite), facilitant la refusion des bras secondaires [74].
• la décélération de la vitesse de refroidissement. La décélération de la vitesse de crois-
sance induit un augmentation ponctuelle de la température [75] et de la concentration
[76] dans la zone interdendritique. Ce phénomène induit alors la refusion thermique et
solutale des bras de dendrite.





Dans cette partie, les modèles qui ont été présentés dans le chapitre précédent, seront adaptés
afin de caractériser les microstructures rencontrées dans le cas d’alliages multicomposés. Les
alliages multicomposés comportent au minimum deux éléments d’alliages à des concentrations
variables. Or, les équations vues précédemment ne s’appliquent qu’à des alliages binaires, pour
lesquels les relations entre température et concentration sont univoques. Il s’agit donc d’adapter
ces théories à des équations plus complexes où température et concentrations ne sont plus aussi
simplement reliées entre elles. Nous nous référerons, dans cette partie, à l’article de Rappaz et
Boettinger [21].
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Le modèle d’Ivantsov d’une pointe parabolique peut être appliqué à chaque élément d’alliage
 :
(3.1)
où Ωi est la sursaturation et $
 le nombre de Péclet pour l’élément, , considéré :
avec &? la concentration du liquide à l’interface et &0 la concentration initiale en élément ,
5 le coefficient de partage et 8 le coefficient de diffusion correspondant dans le liquide. En
superposant les champs de diffusion de chacun des éléments de soluté, le critère de stabilité
marginale, qui permet de déterminer la morphologie de la pointe de la dendrite, devient :
(3.2)
Ωi Iv Pei( )=
Ωi
Cl i, ∗ C0 i,–
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où  est le nombre total d’éléments de soluté,  la pente de liquidus du diagramme de phase
selon l’axe de la concentration () et 4 le gradient chimique du soluté  à l’interface
( ). Le modèle KGT [20], ainsi adapté aux systèmes complexes [21],
a été choisi pour caractériser l’évolution du rayon de la pointe et sa surfusion pour la suite de
l’étude.
.'("!!-3!"-*$&!*!2&*!*!-*&$3!
Reprenant la relation générale qui permet de déterminer l’espacement secondaire des bras de




Rappaz et Boettinger ont adapté la ''vitesse'' de maturation - dans le cas d’alliages multicom-
posés [21] :
(3.5)
où  est le temps de solidification et & correspond à la concentration finale du liquide en soluté
. ∆2 est considéré, dans notre cas, comme la différence de température entre la pointe de la
dendrite et la température du solidus. Pour des raisons de simplification, les coefficients de dif-
fusion dans le liquide sont choisis égaux et constants. De même, les pentes des liquidus et les
coefficients de partage, qui sont fonctions de toutes les concentrations, ne sont pas facilement
accessibles pour les alliages considérés (il manque les éléments Ni, Zn et P dans les bases de
données de type Thermocalc des alliages cuivreux). Nous les avons donc déduits des alliages
binaire Cu-(i). Remarquons que le coefficient de Gibbs-Thomson est toujours déterminé comme




Les phénomènes responsables de l’affinage de grain sous brassage électromagnétique étant
complexes, il parait judicieux d’utiliser un modèle analytique simple pour rendre compte de la
Dl i, Gc i, VCl i, ∗ 1 ki–( )–=
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transition colonnaire-équiaxe lorsqu’il n’y a pas de mouvement de liquide. En effet, comme il
a été vu dans le chapitre précédent, l’affinage de grain ne peut pas être considéré comme une
CET selon les modèles courants, à cause de l’effet de la convection forcée. Le modèle de pré-
diction de la CET développé par Hunt [6], ne constituera donc qu’un moyen de comparaison
avec le critère d’affinage de grains qui sera défini au cours de cette étude.
Dans le cas d’alliages multicomposés, les relations (2.16) et (2.17) permettront de prédire le
type de croissance. Remarquons que, dans ce cas, la surfusion de croissance du front colonnaire,





Comme vu précédemment, la fraction de solide locale est une notion essentielle caractérisant
la zone pâteuse. Cette fraction de solide évolue en fonction de la position dans la zone pâteuse,
donc de la température du métal, comme le montre schématiquement la figure 3.1. 
Les méthodes analytiques de prédiction de l’évolution de la fraction de solide avec la tempé-
rature sont dérivées des modèles de microségrégation. Comme pour la plupart des alliages mé-
talliques, les coefficients de diffusion dans le solide sont très inférieurs à ceux dans le liquide,
pour tous les éléments d’alliages entrant dans la composition des alliages C97 et BZ4. Pour
exemple, la diffusion du plomb dans une matrice de cuivre est de 6.6 . 10-13 m2/s dans le solide
(à 900°C) et de 1.3 . 10-9 m2/s dans le liquide (à 1100°C), respectivement [84]. Dans ce cas, le
nombre de Fourier modifié par Clyne et Kurz, α’, est de l’ordre de 10-3. On peut donc raison-
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étude. Par conséquent, le modèle de Scheil s’avère être une bonne méthode de prédiction de
!2". L’expression de l’évolution de la fraction de solide, dans le cas des alliages industriels C97
et BZ4, s’écrit (adaptation de la relation (2.21) dans le cas d’une surface de liquidus plane) :
(3.9)
.@!&,2$+$3,*!+A-!(B3!#!
Dans le cas d’une croissance dendritique, on assimile souvent la zone pâteuse à un milieu
poreux. Pour rendre compte de la compacité des dendrites dans la zone pâteuse, la notion de per-
méabilité a été introduite. Le modèle de Kozeny, complété par Carman [85, 86], définit la per-
méabilité comme une fonction de la surface spécifique du solide en contact avec le liquide, %7 :
(3.10)
avec , la perméabilité s’écrit donc comme :
(3.11)
Dans un but de simplification, nous estimerons la surface spécifique, %0, comme la surface
de sphères uniformes dont le diamètre est égal à l’espacement secondaire de dendrite par unité
de volume de solide, lorsque  = 0 [87] :
(3.12)
La relation de Carman-Kozeny, définie par la relation (3.11), devient donc :
(3.13)
Rappelons que .
La figure 3.2 illustre l’évolution de la perméabilité en fonction de la fraction de solide, pour
différentes valeurs d’espacement secondaire de bras de dendrite.
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La modélisation du comportement des alliages industriels à l’échelle du procédé (macrosco-
pique), a été réalisé avec le logiciel commercial calco® [88]. Certains des modèles physiques
utilisés dans ce logiciel, se rapportant à notre problème, seront présentés dans cette partie : les
transformations de phase, la radiation, l’induction électromagnétique et l’écoulement de liqui-
de.
.'&-:&3$-*!(!
A l’échelle macroscopique et sans tenir compte des phénomènes de radiation, la solidifica-
tion est essentiellement gouvernée par l’équation de la chaleur moyennée sur les phases [87] :
(3.14)
où $, est le flux de chaleur ( , κ étant la conductivité thermique moyenne et 2
la température), D l’enthalpie volumique, ρ la masse spécifique, & la chaleur spécifique et 
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(3.16)
avec  la chaleur latente de fusion volumique. A noter que cette équation considère que le so-
lide reste fixe et que seule la chaleur spécifique du liquide est advectée avec .
Dans le cas simple où la vitesse du fluide n’est pas prise en compte, l’évolution de l’enthalpie
moyenne volumique permet de caractériser la transformation de phase. La figure 3.3 illustre cet-
te évolution pour un alliage binaire. Cependant la réalité est beaucoup moins simple. En effet,
il est important que considérer les effets inhérents aux phénomènes de radiation (particulière-
ment importante à nos températures de coulée) et de convection dans le liquide.
.''C--!!-3
Le rayonnement est un phénomène naturel qui consiste en un rayonnement électromagnéti-
que de toute substance, induit par l’agitation atomique ou moléculaire. Le flux d’énergie émis
par la surface plane d’un corps dans le vide, en fonction de l’agitation thermique et de l’émissi-
vité de ce corps, est donné par la relation de Stefan-Boltzmann :
(3.17)
 
ε est l’émissivité du corps considéré, σ6 la constante de Stefan-Boltzmann (σ6 = 5.6696.10-8
Wm-2K-4) et 2 la température absolue. Remarquons qu’il existe généralement deux types de
corps qui sont définis par leur emissivité :
• le corps noir : ε = 1. Ce corps a la particularité d’absorber la totalité des radiations et
d’être un parfait émetteur.
• le corps gris : ε < 1. Ce corps n’émet et n’absorbe que partiellement l’énergie de la radia-
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partie de l’énergie incidente et en réfléchit la différence.
Si on considère le cas de plusieurs surfaces réfléchissantes, le problème se complique car il
faut prendre en compte les réflexions multiples entre les surfaces des corps considérés. Le
rayonnement émis en un point d’une pièce peut donc être capté par des surfaces qui ne sont pas
forcément directement exposées. Pour appréhender ce phénomène, il est nécessaire de considé-
rer deux notions importantes : les facteurs de vue et la méthode de la radiation nette.
Les facteurs de vue caractérisent les positions et les orientations relatives des surfaces entre
elles. Prenons le cas de deux surfaces maintenues à température fixe, représentées sur la figure
3.4. Le facteur d’angle correspondant à cette configuration est défini suivant la relation [89] :
(3.18)
avec . la surface, θ l’angle entre la direction reliant les deux surfaces infinitésimales . et . 
(surfaces distantes de 8) et les normales à ces dernières (figure 3.4).
La méthode de la radiation nette est une méthode qui permet de déterminer, pour chaque sur-
face, la quantité d’énergie incidente et réfléchie, sachant que l’énergie incidente peut provenir
de réflexions d’autres surfaces [89]. On considère que le flux sortant de la face , , est com-
posé de l’émission propre en cette face et de la partie réfléchie du rayonnement incident,  :
(3.19)
De son côté, le flux incident correspond à une réflexion provenant d’un nombre  d’autres
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Des relations (3.19) et (3.20), on peut donc déterminer la quantité d’énergie émise par la sur-
face . (radiocité) :
(3.21)
Le flux de chaleur appliqué comme condition limite de chaque face sera donc :
(3.22)
.'.$-*#"3$-,+!"3&0-,3$;#!
L’utilisation du phénomène d’induction électromagnétique au cours de la solidification, im-
plique de prendre en compte deux effets importants : la création de forces de convection mais
aussi le chauffage par effet joule.
Dans le cas d’une géométrie axisymétrique (type de géométrie que nous utiliserons lors de
la modélisation), la résolution des équations de Maxwell (définies au §2.3.1), permettent de dé-
terminer l’expression du champ magnétique et de la densité de courant [90]. Dans le référentiel
associé au système de coordonnées cylindriques (	, θ, :), le champ magnétique # ne dépend
que de r, z et t suivant la relation :
 
En fonction du potentiel scalaire φ(r,z), défini par la relation, 
+ étant le vecteur potentiel magnétique, on obtient alors les composantes du champ magnéti-
que suivantes ( ) :
(3.23)
La densité de courant, présente dans n’importe quel conducteur, peut être calculée (pour plus
de détails concernant ces développements, voir [90]) :
(3.24)
où I est la tension imposée aux bornes de l’inducteur torique (du type ).
Connaissant le champ magnétique et la densité de courant induite dans l’échantillon, le
champ de force de Lorentz est alors déterminé par la relation (2.40) :
Ai qi
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De la même manière le terme de dissipation par effet joule s’exprime comme , avec




Pour rendre compte des mouvements de convection présents au sein du liquide, l’équation
générale correspondant au bilan de quantité de mouvement (relation de Navier-Stokes (2.32))
est considérée. Cependant, dans un domaine biphasé, c’est-à-dire au cours de la solidification,
un terme de friction, %	, qui tient compte du freinage du liquide par friction avec le solide, doit
être ajouté à cette relation. N’oublions pas également que, dans ce cas biphasé, l’équation est
moyennée, c’est à dire que la fraction de liquide doit être prise en compte. On obtient alors [87] :
(3.26)
Dans le cas de la solidification d’un alliage métallique, le terme de friction décrit l’interac-
tion du liquide dans la zone pâteuse, donc fait intervenir la notion de perméabilité. De plus, sous
convection induite par brassage électromagnétique, il a été montré précédemment que les forces
extérieures correspondent non seulement à l’effet de la force de gravité mais aussi de la force
de Lorentz (équation (2.33)). L’équation de Navier-Stokes pour un domaine biphasé sous con-
vection forcée s’écrit donc ( ):
(3.27)
où chacun des termes correspond respectivement à la variation temporelle locale de la quantité
de mouvement, à son transport, à la friction exercée par le réseau dendritique, à la pression dy-
namique, à la diffusion de la quantité de mouvement, aux forces de gravité et de Lorentz. A
l’aide de l’équation (3.27), on peut déterminer certaines tendances concernant le comportement
du liquide :
• si tout le domaine est liquide,  tend vers 1 et la perméabilité @ tend vers l’infini. Le
terme de friction s’annule et la relation s’écrit donc comme une équation de Navier-Sto-
kes standard.
• lorsque la fraction de liquide diminue ( augmente), le terme de friction devient prépon-
dérant devant les autres contributions, où apparaît la vitesse. L’écoulement du liquide est
alors régi par une loi de type Darcy [91].
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liquide vont augmenter. 
Remarquons que la convection induite par la gravité est due à la variation de la densité dans
le liquide. Concernant le terme de forces volumiques, on ne peut donc pas faire l’hypothèse de
densités du solide et du liquide égales et constantes. Dans ce cas, l’approximation de Boussinesq
peut être utilisée :
(3.28)
où β2 et β& sont les coefficients d’expansion thermique et solutal, respectivement. ρ0 est une
densité de référence à 20 et pour une concentration &0.










Les alliages étudiés dans ce travail correspondent à deux alliages à base de cuivre, dont la
composition en pourcentage poids est respectivement de Cu-1%Ni-1%Pb-0.2%P pour l’alliage
noté C97 et Cu-4%Zn-4%Sn-4%Pb pour celui noté BZ4. Ces derniers sont fournis par le parte-
naire industriel Swissmetal, sous forme de barreaux cylindriques (appelés «fils») de diamètres
variés et bruts de coulée (sans traitement thermo-mécanique).
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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Dans le but d’évaluer l’évolution de la fraction de solide en fonction de la température des
alliages industriels, C97 et BZ4, une méthode de calcul a été appliquée à partir des résultats ob-
tenus avec l’analyse thermique. Deux techniques d’analyse ont été utilisées, l’analyse thermi-
que différentielle et l’analyse thermique à double creuset imbriqué.
La technique la plus utilisée parmi l’ensemble des techniques d’analyse thermique est très
certainement l’Analyse Thermique Différentielle (ATD ou Differential Thermal Analysis,
DTA). Cette technique est facile d’emploi, les résultats que l’on peut obtenir sont précis et cer-
taines propriétés thermodynamiques du matériau étudié peuvent être déduites [92]. La DTA
consiste en une mesure différentielle des propriétés thermiques durant le chauffage et le refroi-
dissement d’un échantillon et d’une référence en fonction du temps ou de la température, qui
permet de déterminer la (ou les) température(s) de transition de phase de l’échantillon [93]. Ce-
pendant, il a été montré que d’importantes erreurs peuvent être faites lors de l’interprétation des
courbes de DTA [94-98]. Ces erreurs sont principalement dues aux limitations de la technique
elle-même et plus spécifiquement dans le cas de l’étude d’alliages métalliques : résistance ther-
mique du système, problèmes de surfusions pendant le refroidissement et méthode de détermi-
nation des températures de changement de phase [97].
Dans le but de limiter les inconvénients inhérents à la DTA, certaines solutions ont été déve-
loppées :
• «interrupted-heating method», basée sur une procédure expérimentale d’interruption de
la rampe de chauffage. Wu a développé une méthode permettant de déterminer avec pré-
cision la température du liquidus pour des alliages multicomposés [99],
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• Boettinger a quant à lui mis au point une méthode de calibration complète permettant de
contourner les difficultés dues à la résistance thermique du système [97], 
• l’utilisation de thermocouples immergés dans le liquide avec creuset simple [14, 100]
permet de s’affranchir des résistances thermiques des thermocouples placés sous les
nacelles d’une installation usuelle de DTA.
Il n’en reste pas moins que la DTA utilise de très petits échantillons (quelques mm3) pour
lesquels les surfusions peuvent, par conséquent, être élevées et peu représentatives d’échan-
tillons plus massifs. Les problèmes de contamination ou d’évaporation sont aussi plus marqués
de par le rapport surface/volume important. Afin de palier à ces inconvénients plusieurs auteurs
ont développé des techniques utilisant des échantillons plus massifs (~1cm3). Parmi ces tech-
niques, un système de double creuset [101, 102], c’est à dire une deuxième enveloppe entourant
le creuset contenant l’échantillon, a été mis en oeuvre. Il permet également de mieux déterminer
le flux thermique quittant l’échantillon.
S’inspirant de ce dispositif de double creuset, un système composé d’un creuset externe con-
tenant le second creuset et son échantillon, nommé SPTA ou ATDC (Single Pan Thermal Ana-
lysis ou Analyse Thermique à Double Creuset imbriqué), a été mis au point [98]. Ce système
est basé, comme la DTA, sur une mesure différentielle de température mais cette fois-ci entre
l’échantillon et le creuset externe.
4'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L’analyse thermique différentielle, DTA, utilisée tout au long de ce travail, est un appareilla-
ge NETZSCH DSC PEGASUS (fig. 4.1). Ce système est composé de deux creusets générale-
ment en alumine qui contiennent respectivement l’échantillon et le matériau de référence
(creuset de référence que l’on choisit vide le plus souvent). Ces creusets sont placés dans l’en-
ceinte d’un four contrôlé et sous environnement inerte, dans le but d’éviter toute réaction chi-
mique (dans notre cas il s’agit d’argon). La différence de température entre l’échantillon et la
référence est mesurée par des thermocouples de type S (Pt-10%Rh : Pt) qui sont en contact avec
le fond de chaque creuset. Le volume typique des échantillons dans le cas de nos alliages cui-
vreux est environ de 2 mm3, ce qui correspond à des masses comprises entre 10 et 30 mg. Avec
cet appareillage, l’analyse peut être menée sur une gamme de température comprise entre la
température ambiante et 1500 °C. Les mesures de températures sont précises au dixième de de-
gré et les rampes de chauffe/refroidissement disponibles sont comprises entre 0.1°C/min et
20°C/min.
Malgré la dénomination DSC (Differential Scanning Calorimetry), il ne s’agit pas dans le cas
présent d’un calorimètre, mais bien d’une DTA. Les creusets contenants les échantillons sont
chauffés/refroidis ensemble et non séparément. En effet, un appareillage DSC est constitué de
deux creusets chauffés/refroidis indépendamment, l’énergie nécessaire à l’établissement d’une
différence de température nulle entre l’échantillon et la référence étant mesurée en fonction du
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temps ou de la température. Cette dénomination est utilisée abusivement avec la présente ins-
tallation car il est possible de calculer les transferts de chaleur qui ont lieu au sein de la DTA. 
L’appareillage a été calibré pour chaque vitesse de chauffe/refroidissement utilisée par ana-
lyse d’un ensemble de corps pur à 99.999% dont les températures de fusion couvrent toute la
gamme de température du système : In, Sn, Bi, Zn, Al, Ag, Au et Ni.
, .
Lors d’une mesure DTA, la différence entre la température de l’échantillon, 2A, et celle de
la référence, 2, est mesurée en fonction du temps ou de la température pendant la chauffe et/
ou le refroidissement du dispositif. La courbe typique obtenue qui correspond à l’évolution de
cette différence de température , est représentée sur la figure 4.2. Lors
du changement de phase (s’il a lieu), la chaleur latente est libérée ou absorbée par l’échantillon,
créant une différence d’évolution de la température de l’échantillon par rapport à celle de la ré-
férence.
Remarquons sur cette figure que la température de l’échantillon mesurée, c’est à dire celle
du thermocouple qui touche le fond externe du creuset contenant l’échantillon, est sensiblement
différente de la température réelle de l’échantillon. Ceci est principalement dû à la résistance
thermique de la paroi du creuset.
L’interprétation des courbes DTA est difficile et souvent source d’erreurs. Il a donc été con-
venu que les températures de transition de phase (liquidus et solidus) dans le cas d’une réaction
exothermique (solidification) sont considérées respectivement comme :
• l’extrapolation de la température du début du pic (2
 sur la figure 4.2) [103],
• la température correspondante au maximum du pic [104]. En effet, dans ce cas, il est
impossible de connaître la position exacte de la fin de réaction sur le pic DTA, la fin du
pic prenant en compte l’inertie du système pour revenir à un état stable.
Dans le cas d’une réaction endothermique (fusion), l’extrapolation de la température de dé-
but de pic correspond au solidus et le maximum du pic au liquidus. C’est d’ailleurs la raison
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d’obtenir des valeurs précises du liquidus et du solidus en ne considérant que les températures





Dans le cas d’un corps pur, la variation d’enthalpie de l’échantillon et de la référence pendant
la chauffe (ou le refroidissement) du système peut être décrite par un bilan de chaleur intégré
sur le volume global d’un creuset (pas de convection ni de radiation). On fait bien sûr l’hypo-
thèse que la température du creuset et de l’échantillon est la même. Le bilan de chaleur du creu-




où , , et A, 	 correspondent à l’enthalpie massique et la masse de l’échantillon et des
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de chaleur, % correspond à la surface par laquelle s’effectue l’échange de chaleur. 2 est la tem-
pérature, les indices A, 	 et  correspondant respectivement à l’échantillon, au creuset et au
four. Il faut remarquer que  apparaissant dans l’équation (4.1) a la même forme que  de
l’équation (4.2) mais qu’un indice « ' » a été ajouté pour spécifier qu’à un temps donné, les tem-
pératures du creuset contenant l’échantillon et le creuset de référence sont respectivement 2A et
2	. En tenant compte de la chaleur spécifique du creuset, &	 (les creusets de référence et con-
tenant l’échantillon sont rigoureusement identiques), il vient en soustrayant (4.2) de (4.1) :
(4.3)
Pour une transformation isotherme, on a :
Par ailleurs, 
où  est la chaleur latente de fusion volumique. L’équation (4.3) devient donc :
(4.4)
Dans le cas où le creuset de référence suit la vitesse de refroidissement  imposée par le four,
nous avons :
(4.5)
D’où l’évolution de la fraction de solide :
(4.6)
où le temps  = 0 est pris au départ de la transformation. On constate que, mis à part le terme en
 qui correspond à la différence de la variation de chaleur spécifique du creuset contenant
l’échantillon et du creuset de référence, la fraction de solide est proportionnelle à l’aire du pic
DTA :
(4.7)
- un facteur de calibration déterminé pour chaque système qui permet d’annuler le terme en
 par extrapolation des résultats à vitesse de refroidissement nulle. Le creuset de référence étant
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La détermination de l’évolution de la fraction de solide est donc extrêmement dépendante de
la forme du pic DTA (voir figure 4.3). C’est pourquoi les limitations de cette technique rendent
l’évaluation de la fraction de solide très qualitative :
• en considérant le fait que la température de fin de pic n’est pas la température de fin de
réaction (inertie du système), une erreur importante est réalisée lorsque l’aire du pic est
utilisé pour le calcul de la fraction de solide. Remarquons que dans ce cas une correction
du signal prenant en compte l’effet cinétique du chauffage/refroidissement peut être
appliqué [105],
• la faible intensité des pics secondaires (réaction eutectique par exemple), spécialement
pour les alliages multicomposés, ne permet pas une bonne détermination de la fin de la
réaction,
• il est difficile pour certains alliages d’évaluer la température du liquidus. En effet, à
cause de la petite taille des échantillons, une surfusion importante de germination peut
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Comme le montre la figure 4.4, le dispositif SPTA est composé d’un creuset interne conte-
nant l’échantillon et entouré d’un creuset externe avec un minimum de contact entre eux. Le
système est placé dans un four contrôlé sous argon. Le matériau choisi pour le creuset externe
est le nickel pur pour assurer une uniformisation de la température dans ce milieu. Le creuset
interne a été usiné dans du nitrure de bore pour sa bonne conductivité thermique et pour sa faible
mouillabilité (et faible réactivité) avec les alliages métalliques. Les températures sont mesurées
au centre de l’échantillon et dans une paroi du creuset externe par des thermocouples de type S.
Le volume typique des échantillons est d’environ 2 cm3. Le four et les matériaux utilisés per-
mettent des analyses à des températures comprises entre 500 °C et 1300 °C. La précision des
mesures est du dixième de degré et les rampes de chauffe/refroidissement ne peuvent être supé-
rieures à 8°C/min et restent constantes au cours d’une expérience.
Remarquons qu’à la différence de la DTA, la SPTA n’a pas besoin de calibration.
, .	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Les températures mesurées au cours d’un essai SPTA ainsi que la configuration relativement
simple du dispositif, nous permettent d’étudier les phénomènes de transfert de chaleur lors du
refroidissement du système. Pour cela, une représentation simplifiée du système, déjà utilisée
par Zou [101], a été considérée (fig. 4.5).

























–   h∗A ∆T( )–==
CHAP. 4 : MÉTHODES EXPÉRIMENTALES
54                                                                    EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX
avec DAK qui correspond à l’extraction de chaleur au cours du refroidissement par unité
de volume de l’échantillon, ρ la masse spécifique de l’échantillon, & la chaleur spécifique mas-
sique, 2A la température mesurée dans l’échantillon,  le temps,  la chaleur latente de fusion
volumique, % la fraction de solide, ? le coefficient de transfert de chaleur équivalent du systè-
me, . une aire spécifique de l’ensemble et ∆2 la différence de température entre l’échantillon
et le creuset externe, . 
 
Dans le cas monodimensionel stationnaire, le coefficient de transfert de chaleur équivalent peut
être considéré comme la combinaison des conductions à travers les différents matériaux et des
transferts thermiques associés aux lames d’argon.   ? s’exprime donc comme [101] :
où A,  et 
+ sont le rayon de l’échantillon, l’épaisseur du creuset interne et la demi-épais-
seur du creuset externe (distance entre la paroi interne et le thermocouple), et, κA, κ et κ
+ leurs
conductibilités thermiques respectives. .	 et .	  correspondent aux coefficients de transfert
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Pour résoudre ce problème il est important de rappeler que  est nul lorsqu’il n’y pas
de changement de phase (l’échantillon est complètement solide ou liquide), que la vitesse de
chauffe/refroidissement est constante et que & est considéré constant au cours de l’essai (donc
). D’après la relation (4.8), ? dépend donc uniquement de la différence de tem-
pérature entre l’échantillon et le creuset externe (fig. 4.6). Les échanges thermiques entre ces
deux objets sont fortement dépendants du contact thermique de l’échantillon avec son creuset.
En effet, le coefficient de transfert thermique, lorsque l’échantillon est liquide, est beaucoup
plus important que s’il est solide (phénomène de retrait, formation de lame d’argon). Dans ces
conditions, 3 coefficients différents ont été considérés : lorsque l’échantillon est solide, *, li-
quide, * et pendant la solidification, *!". Pour ce dernier cas, le coefficient peut être consi-
déré comme une fonction de la fraction de solide [101]. Une méthode itérative a donc été utilisée
pour le calculer, la première valeur étant choisie comme la valeur moyenne entre le coefficient
de transfert à l’état solide et celui à l’état liquide :
pour (4.9)
où  est le nombre d’itérations. Les coefficients de transfert thermique équivalents intervenant
lorsque l’échantillon est totalement liquide et totalement solide, ? et ?, sont calculés à par-
tir de la relation (4.8). En effet, dans ce cas stationnaire, la vitesse de refroidissement et la dif-
férence de température ∆2 sont constants, les coefficients peuvent donc être aisément
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Après intégration de l’équation (4.8) en fonction du temps de solidification , l’évolution de
la fraction de solide en fonction du temps peut être estimée :
pour (4.10)
La relation (4.8) est illustrée sur la figure 4.7. Par intégration, l’évolution de la fraction de
solide en fonction du temps est déterminée (pointillés). Il devient de ce fait facile de déterminer





Les échantillons industriels sont coulés de manière continue par le partenaire Swissmetal,
sous forme de ''fils'' de section circulaire (  = 18 mm). Après traitement thermique pour ho-
mogénéisation, ces produits sont laminés puis tréfilés en fonction des diamètres désirés. 
Les coulées sont effectuées sur une installation de coulée continue verticale Outokumpu,
composée d’un four à induction contenant le métal liquide, d’un refroidisseur et d’un système
de tirage vertical. Le mode de tirage est complexe, dans notre cas, décrivant un cycle d’avance-
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d’affiner la structure et d’augmenter l’homogénéité de l’alliage, un système de brassage élec-
tromagnétique est utilisé. Une représentation schématique de l’installation est donnée à la figure
4.8.
Le procédé de coulée continue verticale est simple dans son principe. Une perche de démar-
rage qui traverse la lingotière est plongée dans le bain liquide (elle jouera le rôle de germe pour
débuter la coulée). Cette perche est ensuite tirée verticalement, guidant le métal liquide dans la
lingotière où il est refroidi. Le refroidissement est de type radial, le centre de l’échantillon est
alors plus chaud que la surface externe pour une même section transverse. L’interface solide/
liquide a donc une morphologie courbe dans le plan longitudinal (fig. 4.8), caractéristique de la
coulée continue.
Le principe du brassage électromagnétique est basé sur l’action d’un champ magnétique créé
par des bobines de cuivre (refroidies par circulation d’eau) sur le métal liquide. En effet, il a été
vu au chapitre 2 que le champ magnétique induit des forces de convection au sein du liquide,
assurant un brassage vigoureux. La puissance standard utilisée au cours des coulées est de quel-
ques kW. Le brasseur est composé de plusieurs spires (tubes de cuivre refroidis par eau) posi-
tionnées sous le refroidisseur et derrière la lingotière (fig. 4.8). Le retrait de solidification
(contraction de l’échantillon par refroidissement), ainsi que les avances par à coup, permettent
au métal de ne pas coller au graphite de la lingotière lors du tirage (le graphite a tout de même
un effet lubrifiant). Dans notre cas, le métal ainsi solidifié est enroulé en continu sur des bobines
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Dans le but d’étudier l’effet du brassage électromagnétique (EMS) sur la structure de solidi-
fication des alliages cuivreux industriels à l’échelle du laboratoire, un équipement de solidifica-
tion dirigée de type Bridgman avec brasseur électromagnétique a été conçu. L’idée était d’avoir
un contrôle maximum sur la majorité des paramètres mis en jeu lors de la coulée continue avec
EMS, ce qui est impossible dans un environnement industriel. La solidification Bridgman a été
choisie dans le but de concentrer les recherches sur les mécanismes d’affinage de grains induits
par le mouvement du liquide, sans se soucier de l’influence que pourrait avoir la morphologie
courbée de l’interface solide/liquide qui apparaît en coulée continue (vitesse de tirage 100 fois
plus rapide qu’en solidification Bridgman).
Un four de type Bridgman est généralement composé d'une partie chaude et d'une partie froi-
de, créant ainsi un gradient thermique plus ou moins important sur une faible distance [106,
107]. Sur notre installation, la partie chaude est constituée d'un corps de chauffe en carbure de
silicium (SiC), la partie froide correspondant à une lame d’air (localisée à la sortie du SiC) re-
froidie par un moule en cuivre dans lequel circule de l’eau. Le corps de chauffe est parcouru par
un courant de forte intensité, dissipant par effet joule une énergie calorifique importante fonc-
tion de la résistivité du SiC. De par la géométrie du corps de chauffe (voir figure 4.9 et 4.11), la
région centrale (parois plus minces, donc résistivité élevée) est beaucoup plus chaude que les
extrémités. Il y a donc un gradient thermique qui s'établit dans la région chaude. En fait, la so-
lidification des alliages se fera dans cette partie du four sous le gradient thermique imposé par
la géométrie du corps de chauffe et les échanges de chaleur avec l'extérieur. Le gradient thermi-
que dans le four peut être caractérisé par la mesure de température en fonction de la position.
La figure 4.12 montre ce profil de température du four Bridgman à vide. Le four et plus spéci-
fiquement la région proche du corps de chauffe, ont été conçus de façon à permettre une bonne
mobilité verticale de la bobine d’induction, de façon à contrôler la distance entre l’inducteur et
l’interface solide/liquide au cours de la solidification. 
La boucle d’induction formée par l’inducteur vient entourer le corps de chauffe de façon à
ce que l’inducteur soit positionnable verticalement et que le contrôle de l’induction soit totale-
ment indépendant du système de chauffage du four (fig. 4.11). Un système d’isolation perfor-
mant a dû être conçu pour isoler la bobine du corps de chauffe, sans gêner son positionnement.
Dans le but d’assurer un brassage optimal (induit par un champ magnétique inhomogène, voir
chapitre 2) la géométrie de l’inducteur a été choisie comme une simple spire d’induction. L’in-
ducteur utilisé sur notre installation est une bobine à une spire de diamètre intérieur de 52 mm
pour permettre l’insertion du corps de chauffe ( = 50 mm). Le tube en cuivre refroidi à l’eau
composant la bobine, est de diamètre extérieur 6 mm et intérieur 4 mm (fig. 4.11). L’inducteur
est connecté à un générateur EMA d’une puissance maximale de 40 kW, d’une fréquence maxi-
male de 10 kHz et d’une tension maximale de 250 V. 
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Remarquons que, pour ce type de générateur, il n’est pas possible de faire varier la fréquence
et la tension indépendamment de la puissance. De plus, la puissance maximale correspond à la
puissance délivrée aux bornes du générateur. Les pertes le long des connecteurs (fils de cuivre
refroidis permettant le contact entre le générateur et la bobine) ne sont pas prises en compte. 
Le mode de tirage est vertical et s’exécute de façon continue à des vitesses comprises entre
10-7 et 103 mm/min. Les diamètres des échantillons peuvent être de 3, 6, 12 ou 15 mm. 
'		
L’échantillon, de longueur égale à 150 mm, est placé dans un tube en quartz transparent de
600 mm de long sous atmosphère inerte (argon) et est positionné de façon à ce qu’il soit totale-
ment liquide (partie la plus chaude du four). Après une mise à l’équilibre de 45 min, le creuset
est descendu vers le bas à la vitesse désirée, l’échantillon est alors solidifié directionnellement
au voisinage de la partie froide du four. L’interface solide/liquide est plane pour des vitesses de
tirages réduites.
44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Dans le but d’observer les morphologies des grains, l’orientation des grains et l’espacement
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une procédure standard : polissage sur papiers en carbure de silicium (SiC) d’indice 200, 320,
500, 1000, 2400 et 4000, plus polissage sur feutre préalablement recouverts de particules de dia-
mant de 1 µm. Entre chaque polissage, les échantillons sont nettoyés à l’eau et au savon puis à
l’éthanol.
Après le polissage, les macro- ou microstructures sont révélées par une attaque chimique spé-
cifique :
• attaque macroscopique, pour révéler les grains : la solution utilisée est à base d’acide
chlorhydrique : 5 ml d’HCl (32%), 100 ml de C2H5OH (96%), 1g FeCl3,
• attaque microscopique, pour révéler la microstructure : une solution à base d’acide sulfu-
rique plus ou moins diluée à l’eau distillée en fonction de l’alliage à attaquer, a été utili-
sée dans ce cas : 800 ml d’eau distillée, 104 ml de H2SO4 (95-97%), 12g de NaCl et 16g
de K2Cr2O7.
Les alliages de cuivre s’oxydant très rapidement au contact d’un acide, les attaques chimi-
ques sont effectuées en frottant la surface à attaquer à l’aide d’un coton imbibé de la solution
chimique appropriée, qui va enlever l’oxyde formé. Après chaque frottement, la surface est rin-







La microscopie électronique à balayage (MEB) a été utilisée comme moyen d’observation
en complément de la microscopie optique. On distingue plusieurs types d’électrons émis par
l’échantillon, lorsqu’il est excité par une faisceau électronique incident. Seuls deux types de ces
électrons sont utilisés :
• les électrons secondaires (Secondary Electrons, SE). De faible énergie, 0 à 30 eV, ils pro-
viennent généralement d’électrons de valence ou de la bande de conduction. Leur faible
énergie limite leur production à l’extrême surface de l’échantillon (quelques angströms).
Leur nombre est fortement dépendant de l’angle entre la surface et le faisceau incident,
mais très peu du numéro atomique. Ces électrons donnent donc des informations princi-
palement liés à la topographie de l’échantillon.
• les électrons rétrodiffusés (Back-Scattered Electrons, BSE). L’énergie de ces électrons
étant plus élevée, ils proviennent d’une profondeur de quelques dizaines de nm. La pro-
duction d’électrons rétrodiffusés, dépend du nombre atomique de l’élément, donc de la
composition chimique. Ces électrons sont donc utilisés pour des mesures qualitatives de
contraste chimique. Sur les images MEB les éléments lourds seront observés dans des
tons plus clairs (d’avantage d’électrons arrivent dans le détecteur).
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En association avec la microscopie électronique à balayage, certaines autres techniques peu-
vent être utilisées : la mesure de concentration par spectroscopie des rayons-X et la mesure
d’orientation par diffraction des électrons rétrodiffusés.
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Cette technique basée sur la spectrométrie des rayons-X émis par un échantillon sous l’effet
d’un faisceau incident d’électrons est une méthode de micro-analyse chimique. Le faisceau in-
cident pouvant être focalisé de manière très précise sur l’échantillon, cela permet une résolution
de l’ordre du micromètre. Dans notre cas nous avons utilisé le système EDX installé dans un
microscope électronique à balayage (MEB) à effet de champ Philips XL-F 30, disponible au
centre interdisciplinaire de microscopie électronique de l’EPFL (CIME). La méthode d’analyse
consiste à identifier les pics du spectre émis dans le volume d’analyse. En effet le volume
d’émission est déterminé par la diffusion des électrons incidents dans l’échantillon. Or cette dif-
fusion augmente avec la profondeur de pénétration. Par conséquent, la résolution spatiale de
l’analyse EDX, est définie par le volume d’émission des photons X et non uniquement par le
diamètre de la sonde d’électrons [108] (fig. 4.13, effet de poire).
 
La résolution spatiale d’une telle analyse couplée avec un MEB dépend fortement de la ten-
sion d’accélération employée et du type d’échantillon. Le volume d’émission augmente avec la
tension d’accélération et diminue avec le numéro atomique de l’élément qui compose l’échan-
tillon. Dans le cas du cuivre pur, pour une tension d’accélération de 15 keV, le volume d’analyse
est d’environ 1 µm3. La précision sur les mesures est de 1% avec un seuil de détection des con-
centrations de l’ordre de 10-3. La rugosité des échantillons doit être inférieure au µm pour éviter
des interactions avec les photons X émis, et générer des erreurs dans le spectre d’analyse.
Cette analyse quantitative a été employée pour déterminer les concentrations moyennes de
chaque élément constituant les composés interdendritiques présents dans les échantillons indus-
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Cette technique, décrite avec précision dans la thèse d’Henry [109], est basée sur l’interac-
tion des électrons retrodiffusés et des plans cristallographiques de l’échantillon. Respectant la
loi de Bragg, deux cônes d’électrons diffractés sont ainsi créés pour chaque direction cristallo-
graphique. Ces cônes de diffraction peuvent être imagés à l’aide d’un écran de phosphore et
d’une caméra numérique connectée à cet écran. L’intersection des cônes d’électrons diffractés
avec l’écran de phosphore apparaît sous forme de bandes, appelées bandes de Kikuchi (fig.
4.14(a)). Chaque bande correspond à un plan cristallin. Le logiciel d’EBSD permet alors l’in-
dexation automatique des positions des bandes de Kikuchi (fig. 4.14(b)). Par conséquent, en
comparant avec les données théoriques, les orientations tridimensionnelles des plans cristallins
peuvent donc êtres calculées.
Le dispositif EBSD est intégré à l’appareil MEB Philips XL-F 30, disponible au CIME. Le
détecteur H300 de type NL-1 développé par la société HKL Technology, est composé d’un
écran phosphore et d’une caméra numérique CCD 1300x1000 pixels (numérisation sur 12 bits).
La vitesse maximale d’acquisition de cette caméra est de 8 images/secondes à haute résolution
et de 45 images/secondes en mode «binning» 8x8 (méthode de prise de moyenne sur plusieurs
images). Le logiciel Channel 5, développé également par HKL Technology, ainsi que les diffé-
rents modules qui le composent (Flamenco, Twist, Tango, Mambo et Salsa), permettent de faire
l’acquisition des données, de piloter le faisceau et la platine du microscope et d’analyser les ré-
sultats (cartographie, figures de pôle, statistiques ... etc.). Les résolutions spatiale et angulaire
sont respectivement de 0.1 µm et de 1 degré au centre (faisceau non-incliné). La vitesse d’ac-
quisition standard d’une carte EBSD est de 10 à 30 points par seconde. Le balayage de la surface
peut se faire en mode faisceau (balayage du faisceau) pour de petites dimensions ou en mode
platine (déplacement de la platine) pour couvrir des surfaces plus importantes.
Cette microscopie d’orientation a été utilisée dans le but de déterminer :
• la structure des grains : colonnaires ou équiaxes. Par comparaison des désorientations et
du nombre de grains voisins, il est possible de déterminer le type de croissance,
• l’orientation des grains par rapport à une direction donnée. Chaque grain est comparé à
une direction cristallographique ou spatiale (normale à la surface de l’échantillon par
exemple).
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Les différents échantillons sont polis au papier de carbure de silicium puis en utilisant des
particules de diamètre de 6 et 1 µm de diamètre. Cependant, ce polissage induit des contraintes
mécaniques à la surface de l’échantillon, qui gênent l’analyse EBSD. En effet, le cuivre est un
matériau relativement mou, à fortiori avec la présence des billes de plomb aux régions interden-
dritiques. Il s’écrouit donc de manière importante lors du polissage. Cet écrouissage de surface
a un effet très négatif sur la diffraction des électrons secondaires. Les contrastes de bande de
Kikuchi obtenus, lors de l’analyse EBSD, sont mauvais, ne permettant pas une bonne indexa-
tion. Dans le but de remédier à cet effet, la surface de l’échantillon est polie à 1 µm puis attaqué
chimiquement, cela plusieurs fois. Les attaques chimiques relaxent la surface, limitant la pré-
sence de zones écrouies. Avant d’analyser l’échantillon, la surface a donc été attaquée une der-
nière fois.
Bien évidemment cette attaque chimique augmente la rugosité de la surface, diminuant ainsi
la précision de la mesure, mais ce traitement chimique est indispensable. En tenant compte de
ce phénomène, il est important de rappeler qu’obtenir une bonne carte d’orientation n’est pas
simple lorsqu’on analyse les alliages C97 et BZ4. Certaines zones encore écrouies peuvent ne
















A partir des courbes de refroidissement obtenus en DTA et en SPTA, l’évolution de la frac-
tion de solide avec la température de l’échantillon a pu être déduite, pour les deux alliages C97
et BZ4, à l’aide de la procédure déterminée au chapitre précédent. Les alliages ont été solidifiés
avec une vitesse de refroidissement constante, égale à -5 °C/min.
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Les figures 5.1(a) et 5.1(b) présentent les courbes de refroidissement mesurées par DTA et
les fractions de solide déduites, pour les alliages C97 et BZ4, respectivement. Rappelons briè-
vement que l’évolution de la fraction de solide est calculée en intégrant la courbe DTA entre le
début du premier pic et la fin du dernier pic. Les courbes obtenues en DTA correspondent gé-
néralement à la différence de température, 2A(2, entre échantillon et référence, en fonction de
la température de référence, 2. Cependant, en utilisant les courbes de refroidissement, il est né-
cessaire de calculer, dans notre cas, les courbes DTA en fonction de la température de l’échan-
tillon, 2A, avant l’intégration. En effet, cela permet d’obtenir l’évolution de la fraction de solide
en fonction de 2A (voir chapitre 4). A partir des courbes !2A" ainsi déterminées, on peut déduire
les valeurs de la température du liquidus : 1061 °C pour l’alliage C97 et 994 °C pour l’alliage
BZ4. En ce qui concerne les températures de solidus, les valeurs obtenues sont de 946 °C et
905°C. Les températures pour lesquelles les différentes phases se solidifient peuvent alors être
définies.
Dans le cas de l’alliage C97, la phase primaire se solidifie à partir de 1061 °C, la seconde
phase n’apparaissant qu’à partir de 1055 °C. A ce stade, la fraction de solide est d’environ 0.98.
L’échantillon est donc quasiment solide; seul reste un liquide interdendritique qui précipitera de
960 à 946 °C.
Concernant l’alliage BZ4, la phase primaire se solidifie rapidement à partir de 994 °C. La
fraction de solide atteint, rapidement, une valeur supérieure à 0.9. On distingue, sur les courbes
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dérivées des courbes DTA (fig. 5.2), les pics correspondants à la précipitation de la phase se-
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Ces courbes illustrent les différentes erreurs qui peuvent être faites lors de leur interprétation: 
• Au voisinage du liquidus, on voit nettement un phénomène de recalescence(a) sur les
































(a). La recalescence est définie par une brusque augmentation de la température lors du refroidissement
d’un métal, due à la libération de la chaleur latente (changement d’état), avec une variation d’enthalpie
nulle ou même négative. Elle est d’autant plus importante que la surfusion de germination est élevée,
mais résulte de la combinaison entre la germination et la croissance.
C97
BZ4
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n’est pas mis en évidence lors d’analyses thermiques conventionnelles. Dans ce cas, les
courbes DTA, à partir desquelles la majeure partie des interprétations est réalisée, corres-
pondent à la différence de température en fonction de la température de référence, et non
de celle de l’échantillon. C’est pourquoi, en plus d’une erreur sur la température du liqui-
dus, la recalescence passe inaperçue.
• La fin de la réaction, obtenue pendant le refroidissement de ces deux alliages, est diffi-
cile à déterminer. En effet, la faible proportion des phases secondaires induit une faible
intensité des pics correspondants. Ces réactions ne peuvent être détectées qu’en dérivant
les courbes DTA (fig. 5.2).
• Il a été vu au chapitre 4 que la température de fin de pic DTA peut être considérée
comme la température correspondant au maximum du dernier pic. Le calcul de l’évolu-
tion de la fraction de solide, s’effectuant par intégration du pic DTA, devient alors
inexact. La température du solidus est donc erronée.
L’ensemble des difficultés d’interprétation des courbes DTA nous a donc incité à utiliser la
SPTA pour la détermination de l’évolution de la fraction de solide et de la nature des différentes
phases qui précipitent.
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Comme il a été vu dans le chapitre précédent, l’analyse SPTA consiste à mesurer la tempé-
rature du creuset externe en nickel et de l’échantillon pendant la solidification. Les courbes de
refroidissement, correspondant aux alliages C97 et BZ4, sont présentées sur les figures 5.3(a)
et 5.3(b), respectivement. Le changement d’état est facilement identifiable par le rejet de cha-
leur latente qui lui est associé. Ce rejet de chaleur a pour effet d’augmenter localement la tem-
pérature de l’échantillon. La fin de la réaction est beaucoup moins apparente. En effet, la
solidification des phases secondaires libère très peu de chaleur, n’influençant pratiquement pas
la courbe de refroidissement. Afin d’identifier la formation de ces phases, la dérivée de la cour-
be de refroidissement peut être employée.
Pour les deux alliages, un phénomène de recalescence est observé. Les valeurs mesurées de
ces recalescences sont d’environ 3 °C et 17 °C pour les alliages C97 et BZ4, respectivement.
Ces différentes valeurs expliquent la forme de la courbe de refroidissement de l’échantillon. En
effet, la forte recalescence observée pour l’alliage BZ4 impose un rejet de chaleur important et
soudain, ce qui modifie l’allure générale de la courbe de refroidissement. On notera, l’effet du
rejet de chaleur sur la température de l’enveloppe externe (voir fig. 5.3).
A l’aide des équations (4.8) et (4.10), l’évolution de la fraction de solide au cours du temps
a été déterminée pour les deux alliages. Les différentes contributions des termes de l’équation
(4.8) sont illustrées sur la figure 5.3. Grâce aux courbes de refroidissement de l’échantillon, on
peut donc en déduire l’évolution de la fraction de solide avec la température de l’échantillon.
Les températures du liquidus et du solidus peuvent alors être déterminées : 2 = 1081 / 1012 °C
et 2% = 901 / 842 °C pour les alliages C97 et BZ4, respectivement.
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Il est important de rappeler qu’à ce stade du calcul, l’évolution de la fraction de solide a été
calculée en considérant un coefficient de transfert de chaleur moyen. En effet, il correspond à
la valeur moyenne entre le coefficient de transfert de chaleur lorsque l’échantillon est totale-
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coefficient dépend également de la fraction de solide (formation de lame d’air entre le creuset
et l’échantillon, phénomène de radiation, etc...). Par conséquent, l’évolution de la fraction de
solide peut être déterminée par une méthode itérative (voir les relations (4.9) et (4.10)). Les
courbes obtenues à chaque itération, pour le coefficient de transfert de chaleur et la fraction de
solide sont données dans la figure 5.4, pour les deux alliages. Il est à noter que pour déterminer
? à partir de la relation (4.9), l’aire spécifique . a été calculée pour les deux alliages (. corres-
pond à la surface en contact avec le creuset sur le volume de l’échantillon).
Il a été montré qu’il n’était pas nécessaire d’aller au delà de 2 itérations, les résultats se con-
fondant rapidement. Les valeurs de ces coefficients de transfert de chaleur, sont répertoriés dans
le tableau 5.1.
Le chemin de solidification des deux alliages (après deux itérations) a été interprété à partir
des résultats SPTA en considérant les diagrammes de phases binaires Cu-(i) (voir en annexes).
La première phase qui se solidifie lors du refroidissement de l’alliage C97 entre la tempéra-
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seule la réaction monotectique entre le cuivre et le plomb semble apparaître entre 931 et 901 °C.
La précipitation d’un composé Cu3P (réaction eutectique) semble avoir été masquée par la réac-
tion monotectique.
Due à une plus grande concentration en éléments d’alliages, la phase primaire α-(Cu-Zn-Sn)
de l’alliage BZ4 commence à solidifier à 1012 °C, avec une pente plus douce que pour l’alliage
C97, et jusqu’à 893 °C. La fraction de solide est alors de 0.85. La réaction monotectique entre
le cuivre et le plomb apparaît à une température inférieure à cause de la présence des éléments
d’alliage Zn et Sn (k<1) : de 893 à 842 °C. La solidification du composé β-(Cu-Sn) ne semble
pas être détectée.
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La figure 5.5 montre la comparaison de l’évolution de la fraction de solide obtenue, à partir
des résultats DTA, SPTA et du modèle de prédiction de la microségrégation de Scheil-Gulliver,
appliqué aux systèmes multicomposés, pour les deux alliages (voir la relation (3.9)). Il est à no-
ter que le modèle de Scheil ne s’applique qu’à la solidification de la phase primaire, ce modèle
ne permettant pas de prédire la précipitation des phases secondaires. Les valeurs de &0,  et
5, déterminées à partir des diagrammes de phase binaires Cu-(i) et utilisées dans le modèle de
Scheil, peuvent être consultées dans le tableau 5.3 du paragraphe 5.2.3.
Les différentes valeurs des températures de changement de phase pour les deux alliages sont

















C97 196 164 132






















SPTA 1081 931 901
IJ DTA 1061 960 946
Scheil 1081 - -
SPTA 1012 893 842

94 DTA 994 946 905
Scheil 1014 - -
h
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Dans le but d’expliquer les différences de mesures de température entre les analyses DTA et
SPTA, quatre phénomènes sont à considérer :
• La surfusion de germination, lors de l’analyse DTA, est importante pour les deux allia-
ges. En considérant le modèle de Scheil comme référence, la surfusion de germination
peut être estimée à 20 °C pour les deux alliages. Cette surfusion est principalement due à
la petite taille des échantillons. Le nombre de sites de germination hétérogène à disposi-
tion est directement proportionnel au volume de l’échantillon, comme le prouve les


















	 !" 	 
 &FE !	







5.2. SOLIDIFICATION DIRIGÉE SANS EMS
EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX 75
• La résistance thermique du système DTA induit un décalage de la mesure de tempéra-
ture. En fait, la température mesurée est celle du thermocouple positionné sous la cou-
pelle et pas celle directement en contact avec l’échantillon;
•  La faible intensité des pics secondaires, en DTA, ne permet pas une bonne détection des
phases secondaires et de la fin de la solidification;
• La méthode de calcul de la fraction de solide par intégration du pic DTA donne une
fausse valeur de la température du solidus. En effet, la fin du pic ne correspond pas à la
fin de la réaction.
Les différentes phases qui précipitent au cours des analyses thermiques étant identiques à
celles observées lors de la solidification par coulée continue ou par procédé Bridgman, leur ca-
ractérisation a été détaillée dans le paragraphe 5.2.2. 
A la vue des limitations du système DTA pour déterminer l’évolution de la fraction de solide,
seuls les résultats obtenus par SPTA seront pris en compte dans notre étude.
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Avant toute étude sur l’effet du brassage électromagnétique sur la microstructure des alliages
industriels, il est important de caractériser la structure de ces alliages lors d’une coulée standard,
c’est-à-dire sans aucun champ magnétique.
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De par le refroidissement effectué sur le bord des fils lors de la solidification par coulée con-
tinue, le gradient thermique, ", a des lignes de champ incurvées vers le centre du fil (fig. 5.6).
La structure de grains est influencée très directement par le gradient thermique à la position du
liquidus (à ne pas confondre avec une carte instantanée du gradient). Il n'en reste pas moins que
les grains colonnaires sont orientés dans le sens du gradient thermique présent au sein de la zone
pâteuse. Une telle structure est observable sur la figure 5.7, où les macrostructures des alliages
BZ4 et C97 sont montrées, pour différentes vitesses de tirage, 100, 200, 300 et 400 mm/min. 
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La direction de croissance des grains est différente en fonction du type d’alliage. En effet, les
grains observés sur les coupes longitudinales de l’alliage C97 (fig. 5.7(a)) sont relativement in-
curvés vers le centre de l’échantillon, alors que ceux de l’alliage BZ4 semblent croître d’une
manière quasiment perpendiculairement à la direction de tirage. Ceci est dû à la morphologie de
l’interface et donc à l’orientation du gradient thermique. Dans le cas de l’alliage BZ4, le puits
liquide est beaucoup plus profond (sa conductibilité thermique est inférieure à l’alliage C97), le
gradient thermique s’oriente donc de façon horizontale.
Ce phénomène s’intensifie avec la vitesse de tirage, la profondeur du puits liquide augmen-
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orienté de manière quasi-verticale (comme dans le cas de la solidification de type Bridgman).
Le cas de l’alliage C97 coulé à 100 mm/min illustre bien ce phénomène, la région centrale n’est
constituée que d’un ou deux grains.
Dans chaque grain, la microstructure observée est de type dendritique colonnaire (fig. 5.8),
comme les microstructures obtenues en solidification Bridgman. Cette partie sera donc détaillée
dans le paragraphe suivant.
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Le principe de la solidification de type Bridgman est de favoriser la solidification dans une
direction imposée. Pour cela, on se doit d'obtenir une interface pratiquement plane, afin, d'une
part, de connaître parfaitement la vitesse de solidification, et, d'autre part, d'orienter toutes les
dendrites dans la même direction. La vitesse de tirage, 7, doit donc être relativement faible (fi-
gure 5.9). Dans ce cas, les structures obtenues sont de type colonnaires orientées dans le sens
du gradient de température. Pour étudier nos alliages, nous avons donc choisi une vitesse de ti-
rage faible (de descente dans le four, dans le cas de la solidification Bridgman), mais assez éle-
vée pour conserver la structure dendritique. Elle est de l'ordre de 6 . 10-5 m/s. Dans un cas
stationnaire et pour lequel les isothermes sont perpendiculaires à la vitesse de tirage, la vitesse
de croissance peut être considérée équivalente à la vitesse de tirage. Il est alors possible, à l’aide
du modèle KGT adapté aux systèmes multicomposés (chapitre 3), de vérifier qu’à la vitesse de
tirage utilisée, la structure est colonnaire dendritique (fig. 5.10). Les différentes données utili-
sées dans ce modèle sont identiques à celles utilisées pour le calcul de l’espacement de bras de
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L'observation des structures solidifiées a été réalisée sur des coupes longitudinales des deux
alliages. La figure 5.11 montre les structures de grains obtenues en solidification directionnelle,
les grains sont orientés quasiment dans la même direction.
Dans le cas de l'alliage C97, une microstructure dendritique correspondant à la phase α (so-
lution solide Cu-Ni) est observée, ainsi qu'une phase interdendritique grise eutectique (figure
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et (d) montrent des dendrites constituées de la phase α-(Cu-Sn-Zn), et une phase eutectique plus
sombres localisée aux régions interdendritiques. L’analyse chimique de ces phases interdendri-
tiques est faite à la section suivante.
@''$"&,0&,03$-$-3!&*!-*&$3$;#!
L'observation des régions interdendritiques a été réalisée au microscope électronique à ba-
layage (MEB) Philips XL-F 30 à effet de champ (émission d’électrons par l’action d’un champ
électrique intense sur du tungstène). L'observation des alliages solidifiés a révélé une ségréga-
tion interdendritique marquée : elle est due à l'enrichissement du liquide en éléments de soluté
au cours de la solidification. Les images obtenues pour le C97 et le BZ4, solidifiés directionnel-
lement et par coulée continue, correspondent aux figures 5.12. La matrice α est représentée en
gris alors que les gouttelettes de plomb apparaissent en blanc. Pour les autres phases, une micro-
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ou EDS) nous a permis de déterminer les concentrations des différents éléments d'alliages. Le
tableau 5.3 regroupe les moyennes des valeurs de concentration en éléments qui ont été mesu-
rées en un point donné de la région interdendritique. Plus explicitement, les concentrations me-
surées dans chaque phase (voir figure 5.12) ont été utilisées pour déterminer la taille de la
microstructure (voir la partie suivante) et pour identifier les phases qui ont précipité dans ces
régions. Les valeurs mesurées ont alors été moyennées sur trois différentes régions interdendri-
tiques de même type, des alliages C97 et BZ4, solidifiés directionellement et par coulée conti-
nue. 
Dans le cas de l’alliage C97, les différentes phases en présence dans la région interdendriti-
que sont assez difficiles à analyser. En effet, on peut voir sur la figure 5.12(a) que la phase notée
(2) a une largeur d'environ 1.5 µm. Or, la résolution spatiale d'une analyse EDX est de 1 µm3.
Il est alors possible d’analyser en même temps une proportion de la phase à côté ou en dessous
(les rayons X sont pénétrants) de celle considérée. C'est pourquoi, l'EDX n'est pas vraiment pré-
cise dans le cas de l'alliage C97. En tenant compte de ces phénomènes, on peut interpréter les
résultats obtenus comme suit :
(1) : α-(Cu-Ni)
(2) : Cu3P et probablement NixPy (réaction eutectique)
(3) : globule de Pb
Dans le cas de l’alliage BZ4, une phase lamellaire eutectique, Cu3P, est observée malgré
l’absence de phosphore dans la composition initiale. En fait, le phosphore est présent sous forme
de traces dans l’alliage. La structure quasi-globulaire correspond à la phase β-(Cu-Sn) qui se
transforme au cours de la solidification en phase (α + γ) puis en (α + δ) (réaction eutectoïde).
En fin de solidification, le plomb précipite sous forme de gouttelettes (réaction monotectique).
En résumé, les phases en présence sont :
(1) : α-(Cu-Sn-Zn)
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(3) : Pb
(4) : Cu3P
On notera une grande propension à la ségrégation du phosphore et de l’étain dans le cas des
alliages C97 et BZ4, respectivement. Remarquons également la ségrégation négative du nickel,
qui s’explique par un coefficient de partage supérieur à 1. Enfin, il faut préciser que la nature
des phases ségrégées ne change pas de manière significative pour des échantillons obtenus par
solidification Bridgman ou par coulée continue.
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Dans cette partie, les grandeurs qui seront utilisées pour caractériser la microstructure des al-
liages sont principalement les espacements de troncs primaires (λ1) et de bras secondaires de
dendrites (λ2). Nous considérerons la morphologie et la taille des grains dans la section suivante.
La taille de la microstructure dépend essentiellement des conditions de coulée et de la matu-
ration des dendrites. Il a été vu au chapitre 2, que λ1 est uniquement fonction des conditions de
coulée (gradient thermique et vitesse de solidification), mais varie relativement peu (loi en
!74 "(K,, voir la relation (2.12)) : cet espacement est voisin de 100 µm pour les deux alliages en
coulée continue et en solidification Bridgman. Dans ce cas, λ2 sera considéré comme le facteur
déterminant, qui caractérise la taille de la microstructure.
Les expériences de coulée continue et de solidification Bridgman ont été réalisées à des vi-
tesses de coulée (de descente de l'échantillon pour le procédé Bridgman) comprises entre 4 et
400 mm/min. On peut alors mesurer les espacements secondaires des bras de dendrites, en fonc-
tion de la vitesse de solidification, pour un gradient thermique donné (4 = 4000 et 7000 K/m
pour le procédé Bridgman et la coulée continue, respectivement). Les résultats de ces mesures
sont reportés dans le tableau 5.4. Afin d'obtenir des valeurs représentatives de la microstructure
dendritique, les mesures ont été réalisées sur des bras secondaires proches des troncs primaires.
On peut observer une diminution de λ2 lors d’une augmentation de la vitesse de solidification.
Comme exemple, les figures 5.13 (a) et (b) montrent des images réalisées au microscope opti-
que de l'alliage C97 coulé industriellement. On voit clairement l'affinage de la microstructure
avec l'augmentation de la vitesse de coulée.
Il est également important de noter que l'alliage BZ4, à vitesse équivalente, a une microstruc-
ture plus fine que le C97, ce qui peut être expliqué par le fait qu'il est plus allié.
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Dans le but de prédire l’évolution de l’espacement secondaire des bras de dendrite avec la
vitesse de refroidissement, les relations (3.3), (3.4) et (3.5), définies au chapitre 3, ont été em-
ployées. Les différentes valeurs utilisées dans ce modèle, déduites des diagrammes de phase bi-
naires Cu-(i), sont répertoriées dans le tableau 5.3. Rappelons simplement que les valeurs des
concentrations, &, sont des valeurs moyennes correspondantes aux concentrations mesurées,
par EDX, des phases eutectiques. C’est à dire que, par exemple, les 28% d’étain, ont été mesurés
dans la phase notée (2) de la figure 5.12(b). 
Par simplification, le coefficient de diffusion dans le liquide a été considéré égal et constant
pour l’ensemble des éléments d’alliages . La valeur choisie correspond au coefficient de diffu-
sion du plomb dans du cuivre liquide (à 1100 °C),  m2/s [84]. De son côté, le
coefficient de Gibbs-Thomson a été estimé grâce à la relation (3.6),  mK. Les dif-
férentes valeurs utilisées pour ce calcul sont : l’énergie interfaciale entre le solide et le liquide
du cuivre dans un alliage Cu-Ni utilisée par Warren [111] est de  J/m2; et l’en-
tropie de fusion du cuivre pur,  J/m3K [18]. L’évolution de λ2 avec la vitesse de
refroidissement (équation (3.3)), devient alors pour chaque alliage :
(5.1)
(5.2)
La comparaison entre les mesures expérimentales et les calculs, est présentée sur la figure
5.14. La tendance expérimentale observée est donc en accord avec le modèle de Rappaz et Boet-















Dl 1.3 10 9–⋅=
Γ 2.5 10 7–⋅=
σCu 2.9 10 1–⋅=
∆Sf 1.2 106⋅=
λ2 C97( ) 40.469 T
·( ) 1 3⁄–=
λ2 BZ4( ) 36.609 T
·( ) 1 3⁄–=
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Ni 1 0.8 0.8 1.45 5.76
C97 Pb 1 10 10 0.027 -8.38
P 0.2 18 16 0.067 -20.99
Sn 4 28 10 0.286 -9.47
BZ4 Zn 4 6 4 0.87 -5.22
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C97
mesuré 70 55 25 21 15 12 11
calculé 64 50.9 26 18.6 14.8 12.9 11.7
BZ4
mesuré 43 39 22 17 13 11 9.5
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Les sections longitudinales des échantillons obtenus par coulée continue et par solidification
Bridgman, ont été étudiées par EBSD dans le but de déterminer l’orientation cristallographique
de la croissance des grains par rapport au procédé de solidification. Les figures 5.15 et 5.16
montrent les structures de grains reconstruites à partir des résultats obtenus par EBSD, pour les
alliages solidifiés par coulée continue sans brassage et par procédé Bridgman, respectivement.
Les couleurs correspondent à la désorientation des troncs primaires de dendrites <100>, consti-
tuant chaque grain, par rapport à l’axe longitudinal des échantillons (noté X0). Les mêmes cou-
leurs sont utilisées pour tracer les figures de pôle <100>. Remarquons que dans le cas des
figures de pôle correspondant à la densité d’orientation (fig. 5.16), les couleurs utilisées sont dif-
férentes (voir échelles sur les figures).
Les échantillons produits par coulée continue montrent une structure de grain typique qui
correspond à la rencontre, localisée au centre du fil, de deux différents types de grains, orientés
dans le gradient thermique à l’interface (fig. 5.15). Chaque grain, de part et d’autre de ce défaut
central, est orienté plus ou moins dans la même direction, c’est à dire à . On peut égale-
ment remarquer, dans le cas de l’alliage C97, que quelques grains, localisés au centre de
l’échantillon, sont orientés parallèlement à X0. Le cas de l’alliage BZ4 est plus difficile à inter-
préter puisque la qualité de la carte n’est pas optimale (écrouissage de surface). Le taux d’in-
dexation est alors nettement moins élevé que dans le cas de l’alliage C97, passant de 91% à
76%. Certains grains apparaissent majoritairement en noir, signifiant que l’indexation n’a pas
pu se faire. Il est cependant raisonnable de penser que l’orientation des quelques points appar-
tenant à ces grains non-indexés, peuvent être considérés comme étant l’orientation du grain lui-
même. La tendance observée sur l’alliage BZ4 est donc similaire à celle observée sur l’alliage
C97, à savoir que les grains se rejoignent au centre de l’échantillon. Il faut toutefois remarquer
que les grains de l’alliage BZ4 ont tendance à croître globalement de manière plus radiale que
ceux de l’alliage C97. Comme l’ont montré Rappaz et Gandin [112], ce changement d’orienta-
tion est lié au gradient thermique, et donc à la forme de l’isotherme liquidus. Dans le cas de l’al-
liage BZ4, la conductibilité thermique étant inférieure à celle du C97 (moins allié), le puits
liquide est plus allongé et donc le gradient plus radial.
Les échantillons Bridgman ont une structure colonnaire alignée dans la direction du gradient
thermique, c’est à dire, plus ou moins parallèle à la direction X0 (fig. 5.16). Les figures de pôle
<100> montrent que la majorité des grains est orientée autour de cette direction, pour les deux
alliages. La direction <100> est donc parallèle au gradient thermique. Plus précisément, les
courbes de densité d’orientation (texture) indiquent que l’orientation des grains est centrée sur
une direction désorientée de 15° par rapport à la direction X0 (à ), dans le cas de l’alliage
C97, et désorientée d’environ 7° (à ), dans le cas de l’alliage BZ4. Remarquons que, pour
l’alliage BZ4, quelques grains équiaxes apparaissent sur les bords des échantillons. Ils sont dus
à la présence de nombreux sites de germination induits par la rugosité du creuset contenant les
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Notons que le phénomène de sélection de grain est observable sur ces cartes. En effet, les
grains pour lesquels la direction <100> est orientée parallèlement au gradient thermique (cou-
leurs bleues sur les cartes d’orientation) sont favorisés.
Cette différence d’orientation des grains entre les échantillons solidifiés par coulée continue
et procédé Bridgman, s’explique par l’orientation du gradient thermique au voisinage du liqui-
dus. Comme il a été montré sur la figure 5.9, l’orientation du gradient thermique détermine
l’orientation des troncs primaires de dendrites. Ce qui justifie les structures directionnelles
orientées en X0, au cours de la solidification Bridgman et les structures présentant une jointure







































CHAP. 5 : RÉSULTATS EXPÉRIMENTAUX ET NUMÉRIQUES
















































5.3. SOLIDIFICATION DIRIGÉE AVEC EMS
EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX 87
@.	
L’effet du brassage électromagnétique sur la structure des alliages C97 et BZ4 est étudié dans
cette partie. Après la présentation des structures équiaxes obtenues sous champ magnétique lors
de la solidification des alliages, les investigations expérimentales seront axées sur la détermina-
tion des textures de coulée par EBSD et sur l’étude de l’effet des divers paramètres de coulée.
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Comme il a été vu au chapitre 2, les forces de Lorentz, localisées dans la partie liquide de
l’alliage, créent des vortex de convection au voisinage de l’interface solide-liquide (fig. 5.17).
L’apport de liquide chaud depuis le puits liquide ou de liquide riche en soluté (pour k < 1) depuis
le fond de la zone pâteuse peut provoquer la refonte des bras secondaires et créer des fragments.
Emportés par la convection, ces fragments, sous certaines conditions, peuvent donner naissance
à des grains équiaxes.
La vitesse de coulée est de 400 mm/min, la puissance d’induction a été fixée entre 6 et 8 kW
avec une fréquence élevée. Les échantillons, appelés ''fils'', ont un diamètre de 18 mm. Dans le
cas que nous allons étudier, les structures affinées ont été observées pour les deux alliages C97
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L’affinage de la structure est illustrée sur la figure 5.18. La taille des grains diminue forte-
ment, passant de grains allongés, de dimension égale à 5 mm x 3 mm, à des grains équiaxes
d’environ 300 µm de diamètre. Cette réduction de la taille de la structure et ce mode de crois-
sance équiaxe éliminent le défaut de centre, ce dernier étant créé par la jointure des grains co-
lonnaires. Cette structure affinée est donc beaucoup plus homogène du point de vue des
propriétés physiques des alliages, mais aussi du point de vue des propriétés mécaniques.
La microstructure équiaxe est observée sur la figure 5.19, pour les deux alliages. Les dendri-
tes équiaxes forment, chacune, un grain. L'espacement des bras secondaires, dans le cas de l'al-
liage coulé avec brassage, varie énormément au sein d’un même échantillon (entre 7 et 25 µm),
une taille représentative de la microstructure obtenue après brassage ne peut donc pas être dé-
terminée. Cette variation des λ2 est due aux conditions de croissance très différentes de chaque
grain équiaxe. Ces conditions sont dépendantes du parcours du grain, s’il est refondu, s’il est
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La configuration de la solidification orientée par procédé Bridgman est beaucoup plus simple
que pour la coulée continue industrielle. En effet, nous avons vu, dans les chapitres précédents,
que l’isotherme liquidus est généralement plane, en solidification Bridgman. C’est dans ce but
simplificateur, que cette technique a été employée pour étudier les effets du brassage électro-
magnétique. Les conditions expérimentales ont été choisies identiques pour les deux alliages:
• vitesse de tirage, 7 = 4 mm/min;
• le gradient thermique, 4 = 4000 K/m (four à vide);
• diamètre de l’échantillon égal à 11 mm;
• température maximale du liquide, dans la partie la plus chaude du four Bridgman, fixée à
1210 °C pour être sûr que tout l’échantillon est liquide, avant de commencer la solidifi-
cation;
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• la puissance d’induction fixée à 30% de la puissance totale du générateur (5.8 kW).
Dans de telles conditions, la figure 5.20 montre que l’affinage des grains est le plus efficace
pour l’alliage BZ4. La taille des grains équiaxes ainsi obtenus est inférieure à 1.5 mm de dia-
mètre, alors que pour l’alliage C97, les grains obtenus sont supérieurs à 2 mm de diamètre. Il
semble donc que l’alliage C97 soit plus difficile à affiner que l’alliage BZ4.
@.'&$!-33$-*!0&$-
L’orientation des grains affinés, correspondant aux échantillons observés précédemment, a
été étudiée par EBSD. Les cartes d’orientation et les figures de pôles correspondantes ont été
déterminées sur des portions d’échantillon, dans le cas des échantillons coulés industriellement,
pour limiter le temps d’acquisition. En effet, de par la taille des grains, la résolution des mesures
EBSD a été fixée à 20 µm et une carte réalisée sur l’ensemble du diamètre prendrait donc beau-
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les des portions de l’échantillon ont été analysées. On peut donc extrapoler en considérant que
les orientations déterminées par EBSD s’appliquent sur l’ensemble des régions brassées. Dans
le cas des échantillons Bridgman, les analyses ont été réalisées sur l’ensemble du diamètre de
l’échantillon, en choisissant une zone représentative de la structure de l’échantillon.
Les structures de grains des alliages obtenus par coulée continue et par solidification Bridg-
man avec brassage électromagnétique sont données par les figures 5.21 et 5.22, respectivement.
Chaque couleur est fixée par l’angle entre la direction X0 du barreau et la direction <100> la
plus proche. Rappelons que les échantillons analysés par EBSD (figures 5.21 et 5.22), sont iden-
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Les structures observées sur les cartes EBSD sont bien des structures de grains équiaxes.
Dans le cas des échantillons industriels, l’orientation des grains n’est pas tout à fait aléatoire,
comme le montrent les figures de pôles qui sont associées aux cartes. La figure de pôle donnant
la densité de grains pour l’alliage C97 montre une texture, faible (voir l’échelle des densités)
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alignée sur l’axe Z0, est beaucoup moins prononcée dans le cas de l’alliage BZ4. Il est d’ailleurs
difficile de conclure à la présence d’une texture, les densités mesurées étant très peu marquées.
Elle pourrait être liée à l’orientation du gradient, mais plus probablement à la technique de me-
sure.
 La taille des grains varie entre 70 et 500 µm, et entre 80 et 500 µm, pour les alliage C97 et
BZ4, respectivement. L’homogénéité de la structure est relativement bonne. La taille moyenne
des grains est autour de 300 µm, pour les deux alliages.
Dans le cas des échantillons de type Bridgman, aucune texture n’apparaît, les grains sont
orientés de manière aléatoire. La taille des grains varie entre 140 et 3000 µm, et entre 200 et
2700 µm, pour l’alliage C97 et BZ4, respectivement. La structure de grains équiaxes est beau-
coup moins homogène, plus particulièrement pour l’alliage C97. En effet, dans ce cas, les con-
ditions d’affinage ne sont pas optimales, les conditions de fragmentation et de survie des
fragments ne permettent pas un affinage efficace. Il y a donc une grande disparité de dimension
des grains équiaxes. On peut voir nettement sur la figure 5.22, que certaines régions ont des
grains très fins (centaines de µm) contrairement à d’autres où les grains ont quelques millimè-





L’étude de l’effet du brassage électromagnétique sur la microstrusture des alliages C97 et
BZ4 a été menée en utilisant la solidification dirigée de type Bridgman. Ce choix a été fait dans
le but de simplifier la morphologie de l’interface solide-liquide et d’avoir la possibilité de con-
trôler d’avantage de paramètres que sur une installation industrielle. Dans cette partie, les inves-
tigations ont été menées sur l’effet de chacun de ces paramètres pour déterminer des conditions
optimales d’affinage. Il est à remarquer que cette étude a été réalisée sur l’installation de soli-
dification Bridgman avec brassage, et donc seul l’effet de ces paramètres au cours des essais
Bridgman, pour les deux alliages considérés, sera pris en compte (puissance d’induction, posi-
tion de l’inducteur, température du liquide, mode tirage et vitesse de coulée). L’ensemble des
résultats a été obtenu sur des échantillons de 11 mm de diamètre. L’effet du diamètre sera ca-
ractérisé à la fin de cette partie.
La figure 5.23 rappelle la géométrie du système de solidification Bridgman avec induction
magnétique, ainsi que les différents paramètres étudiés dans cette section.
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Comme il a été montré dans le chapitre 2, la puissance d’induction joue un rôle prépondérant
pour la création des mouvements de convection dans le liquide métallique. De manière généra-
le, plus la puissance d’induction est élevée, plus la valeur de la force de Lorentz est importante,
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Les expériences ont été menées à deux différentes puissances d’induction : 10 et 30% de la
puissance totale du générateur, ce qui correspond approximativement à 2 et 6 kW aux bornes du
générateur et à une fréquence de 0.8 et 1.5 kHz, respectivement. La position de l’inducteur cor-
respond à la position (1), c’est-à-dire à 66 mm du centre du four (fig. 5.23). La vitesse de tirage
est de 4 mm/min. Les structures obtenues sont données dans la figure 5.24. L’augmentation de
la vitesse de convection a un effet très limité, dans notre situation. Il faut distinguer deux cas
différents. La structure de l’alliage C97 n’est affinée ni avec une puissance de 10%, ni avec
30%. De son côté l’alliage BZ4 présente un léger affinage lorsque la puissance est fixée à 30%.
En effet, on peut voir sur la figure 5.24, que les grains colonnaires présents dans l’échantillon
solidifié à une puissance d’induction de 10% commencent à se désorienter et apparaissent plus
petits (de l’ordre de quelques millimètres). On notera que les régions situées sur le bord de
l’échantillon sont plus affinées que le centre de l’échantillon, ce qui est probablement dû à la
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Dans le but de comprendre ces phénomènes, les expériences ont été instrumentées. Les cour-
bes de la figure 5.25 présentent l’évolution de la température en fonction du temps, lors des es-
sais de coulée. Il est important de considérer que, la vitesse de tirage étant constante, l’échelle
de temps peut directement être convertie en distance que le thermocouple parcourt dans le four.
La position de la bobine d’induction peut donc être repérée directement sur les courbes (flèche
reportée sur chaque graphe).
La tendance générale que l’on peut déduire de ces courbes est l’homogénéisation de la tem-
pérature due à la convection dans le liquide. En effet, le gradient thermique à l’interface est lé-
gèrement diminué (pente de la courbe) et le changement d’état liquide-solide se produit avec un
léger décalage. A la puissance de 30%, ce phénomène s’accentue, le gradient thermique à l’in-
terface diminue d’avantage et la température du liquidus est atteinte bien plus tard. 
Malgré ces tendances, le cas de l’alliage BZ4 a une particularité lorsqu’il est solidifié à une
puissance de 30%. La courbe correspondante présente un changement de pente significatif au
niveau de l’inducteur. Il semblerait donc qu’il y ait deux vortex de convection de part et d’autre
de l’inducteur. Cette différence de comportement du liquide, qui n’apparaît que dans le cas de
l’alliage BZ4, semble donc favoriser l’affinage de grain.
Remarquons que lorsque le métal change d’état, un réchauffement assez net est observable
sur les courbes de refroidissement. Ce réchauffement n’est pas attribué à un phénomène de re-
calescence lié à une croissance équiaxe, puisqu’il est observé également sans brassage (crois-
sance colonnaire). Ce phénomène est attribué à un réchauffement local autour du thermocouple,
produit par un meilleur contact thermique entre le métal et le thermocouple, lorsque le métal se
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En considérant l’effet que peut avoir le mode de convection du liquide sur l’efficacité de l’af-
finage de grain, l’inducteur a été rapproché de la position du liquidus. Ce rapprochement est réa-
lisé dans le but de concentrer l’action des mouvements de convection, sur des régions proches
de la zone pâteuse, plutôt que dans le volume du liquide.
Lors des expériences, deux positions différentes de l’inducteur ont été utilisées : à 66 mm
(noté (1)) et à 76 mm (noté (2)) du centre du four vers le bas (la solidification se fait en descen-
dant l’échantillon vers le bas, voir la figure 5.23). Une puissance d’induction de 30% a été choi-
sie, la vitesse de coulée est toujours de 4 mm/min. Les structures obtenues, lorsque l’inducteur
est en position (1) et (2), peuvent être observées sur les figures 5.24 ((b), pour l’alliage C97 et
(d) pour l’alliage BZ4) et 5.26 ((a), C97 et (b), BZ4), respectivement. L’effet du choix de la po-
sition (2) de l’inducteur sur la structure de grains de l’alliage BZ4, permet, cette fois-ci, un af-
finage conséquent : la taille des grains équiaxes variant entre 500 µm et 1.5 mm de diamètre
(figure 5.26(b)). L’alliage C97 présente également une structure affinée avec l’inducteur dans
cette position. La taille des grains obtenus est de l’ordre de 2 mm.
Les courbes obtenues lors de l’instrumentation de ces essais sont données à la figure 5.27.
Le rapprochement de l’inducteur vers le liquidus a, semble-t-il, deux effets différents en fonc-
tion de l’alliage. Dans le cas de l’alliage C97, le gradient thermique est diminué de manière si-
gnificative (voir tableau 5.5). Cette diminution du gradient thermique à l’interface conduit à
l’affinage de la structure. Concernant l’alliage BZ4, la diminution minime du gradient thermi-
que (tableau 5.5) n’est pas l’effet le plus important. En effet, le changement de pente de la cour-
be de température s’est rapproché de l’interface (courbe en trait plein sur la figure 5.27
concernant le BZ4). On peut donc supposer que les mouvements de convection ont été rappro-
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La distance entre l’inducteur et la position du liquidus joue donc un rôle fondamental dans
l’efficacité du brassage à affiner la structure. Cependant, il est important de considérer que cette
distance n’est pas la même pour les alliages C97 et BZ4 (fig. 5.27). La température maximale
du liquide étant identique pour les deux alliages, la différence de température, ∆2, entre cette
dernière et la température du liquidus est plus importante dans le cas du BZ4. L’interface est
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C97 22 12 27 18
BZ4 35 25 47 32
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Un rapprochement supplémentaire de l’inducteur, dans le cas de l’alliage BZ4, étant techni-
quement impossible sur notre installation, la température maximale du liquide a été adaptée,
dans le but d’obtenir la même distance inducteur-interface pour cet alliage que dans le cas (2)
de l’alliage C97. Rappelons que l’alliage doit être totalement liquide avant la solidification, afin
d’éviter toute influence d’une refusion partielle du solide, au cours de l’essai. La température
maximale du four ne peut donc pas être diminuée pour l’alliage C97. Par conséquent la tempé-
rature du liquide, correspondant à l’alliage BZ4, a été diminuée pour atteindre la valeur de 1140
°C. Les différences de température entre la température maximale du liquide, 2+, et celle du
liquidus sont donc :
• pour 2+ = 1210 °C, ∆2!&FE" = 129 °C et ∆2!6P," = 198 °C
• pour 2+ = 1140 °C, ∆2 !6P," = 128 °C.
Les mesures de température, réalisées au cours des essais de solidification avec la valeur ∆2 ,
nous permettent de vérifier la distance inducteur-liquidus (fig. 5.28). Les valeurs des distances,
mesurées à partir de ces courbes, sont reportées dans le tableau 5.7. Le but est donc atteint : la
distance inducteur-liquidus pour l’alliage C97 avec ∆2 (tableau 5.6) est alors la même que celle
pour l’alliage BZ4 avec ∆2  (tableau 5.7).
Avec la diminution de ces distances, l’effet du brassage est accru. Les mouvements de con-
vection sont très proches de l’interface (changement de pente de la courbe avant le liquidus),
surtout dans le cas où l’inducteur est en position (2) (voir la figure 5.28).
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BZ4 23 13 33 18
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L’efficacité de l’affinage s’en retrouve augmentée. Les figures 5.29 (a) et (b) montrent des
grains équiaxes, obtenus lors de la solidification de l’alliage BZ4, d’une taille moyenne infé-
rieure au millimètre. Lorsque l’inducteur est le plus proche (figure 5.29(b)), la taille des grains
est plus homogène dans l’échantillon. On peut donc conclure que la distance entre la position
de l’inducteur et du liquidus est un paramètre prépondérant, pour l’efficacité du brassage élec-
tromagnétique sur la structure. La diminution de cette distance augmente l’affinage pour les
deux alliages, mais de façon beaucoup plus marquée dans le cas de l’alliage BZ4. Remarquons
que cette diminution de la distance diminue également le gradient thermique proche de l’inter-
face lorsque l’inducteur est en position (2) (voir tableaux 5.5 et 5.8).
'	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Bien évidemment, les conditions de coulées étudiées en solidification Bridgman, ne sont pas
similaires à celles utilisées en coulée continue. Rappelons que lors des coulées industrielles, le
tirage se fait de manière semi-continue (cycles d’avance-pause-recul-pause) et que les vitesses
de coulée sont de 25 à 100 fois supérieures. Par conséquent, les effets du mode de tirage et de
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Dans le but de caractériser l’effet du mode de tirage sur la structure de coulée, plusieurs mo-
des ont été choisis pour représenter au mieux celui utilisé en industrie. Dans notre cas, il faut
respecter la vitesse moyenne utilisée, c’est à dire 4 mm/min. Deux cycles ont été définis :
• C1 : avance à 8 mm/min pendant 20 s, pause pendant 2 s, recul à 8 mm/min pendant 6 s et
pause pendant 2 s. Cela donne une vitesse moyenne de 3.74 mm/min.
• C2 : avance à 8 mm/min pendant 60 s, pause pendant 6 s, recul à 8 mm/min pendant 18 s
et pause pendant 6 s. Ce qui donne toujours une vitesse moyenne de 3.74 mm/min.
Cette déstabilisation brutale et discontinue de l’interface, au cours de la solidification, n’a
aucun effet positif sur l’affinage des grains. Aux conditions expérimentales définies auparavant
(P=30%, position (2) et ∆2 pour l’alliage C97 et ∆2  pour l’alliage BZ4), l’emploi de ces cycles
de tirage semble d’ailleurs diminuer la propension à former des grains équiaxes. Dans le cas de
l’alliage C97, la structure ainsi formée est quasiment colonnaire. La figure 5.30 illustre cette
tendance pour les deux alliages.
Toujours dans l’idée de déstabiliser l’interface, l’effet de la vitesse de tirage a été étudiée
pour des vitesses de 4 mm/min (correspondant à celle utilisée jusqu’à présent), 8 mm/min et 30
mm/min. Dans les conditions optimales déduites des expériences précédentes, la solidification
des alliages à une vitesse de tirage de 8 mm/min n’a aucun effet supplémentaire sur la structure
de coulée par rapport à une vitesse de 4 mm/min. Par contre, pour une vitesse de tirage de 30
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Les tailles de grains obtenues sont de l’ordre 1 à 1.5 mm et de moins de 500 µm pour les
alliages C97 et BZ4, respectivement. L’ensemble de la structure s’avère également très homo-
gène, renforçant l’idée qu’il s’agit là des meilleures conditions d’obtention de grains fins. Il est
cependant important de noter que, dans ce cas, la vitesse est relativement élevée pour une soli-
dification de type Bridgman. En effet, le front de solidification n’est certainement plus plan, il
est légèrement incurvé, comme le montre la structure observée sur la figure 5.32. Cette figure
correspond simplement à une solidification Bridgman sans brassage à 30 mm/min. Ce phéno-
mène induit par la courbure des isothermes se rapproche des conditions de coulée industrielles,
mais dans une moindre mesure.
L’augmentation de la vitesse de coulée a également un effet important sur l’étendue de la sur-
fusion, en avant du front de solidification. En effet, pour des systèmes multicomposés avec un
coefficient de diffusion égal et constant, la surfusion est fonction de :
 
Dans un gradient thermique donné, les valeurs des surfusions obtenues pour l’alliage C97 et
BZ4 peuvent donc être comparées :
• A vitesse équivalente, 




















∆T∗ BZ4( ) 2.45 ∆T⋅ ∗ C97( )=
∆T∗ BZ4( ) ∆T∗ C97( )= V C97( ) 6 V BZ4( )⋅=
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Si on considère que la vitesse de solidification, 7, est égale à la vitesse de coulée, 7, à l’état
stationnaire, on peut donc affirmer que l’étendue de la zone en surfusion en avant du front de
solidification, dans la cas de l’alliage C97, est équivalente à celle de l’alliage BZ4, lorsque
. Cette surfusion est donc un paramètre également fondamental, puis-
que l’alliage C97 ne présente un affinage efficace que lorsqu’il est coulé à 30 mm/min, c’est-à-
dire à une surfusion à peu près équivalente à celle obtenue pour le BZ4, solidifié à 4 mm/min.
L’effet de la vitesse de tirage sur la surfusion en avant du front de solidification sera étudiée
en détail dans le chapitre 6.
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Le diamètre de l’échantillon peut avoir un effet important via le mode d’écoulement du li-
quide. En solidification Bridgman, il est plus difficile d’obtenir un front de solidification par-
faitement plan dans des échantillons de grand diamètre. C’est la raison pour laquelle, le
diamètre utilisé est généralement de 6 mm.
Cependant, il est intuitivement concevable que plus le diamètre est important, plus l’établis-
sement des vortex de convection sera aisé. Par conséquent, les essais de solidification Bridgman
ont été réalisés principalement sur des échantillons de diamètre égal à 11 mm plutôt que sur des
échantillons de 6 mm de diamètre. Ceci facilite la convection dans le liquide, tout en conservant
un front de solidification plan pour des faibles vitesses de tirage. Pour exemple, la figure 5.33
montre les structures obtenues pour un diamètre de 6 mm sous les conditions suivantes :
• C97 - ∆2 - position de l’inducteur (2) - 4 mm/min










Vc C97( ) 6 Vc BZ4( )⋅=
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La diminution de diamètre tend à diminuer l’efficacité du brassage dans le cas de l’alliage
C97, sa structure étant colonnaire. Par contre, l’alliage BZ4 est toujours affiné, la taille des
grains étant assez similaire à celle obtenue avec des échantillons de diamètre égal à 11 mm.
,		 &
Le tableau 5.9 répertorie les tailles moyennes des grains équiaxes, qui ont été évaluées à par-
tir des micrographies optiques des échantillons obtenus en solidification Bridgman, en fonction












































6 30 pas d’affinage
11 30 ~ 2
30 11 30 ~ 1.5

94
∆2, pos. (1) 4 11
10 pas d’affinage
30 > 2
∆2, pos. (2) 4 11 30 ~ 1.5
∆2 , pos. (2)
4
6 30 ~ 1.5
11 30 < 1
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Dans cette partie, l’effet de deux paramètres principaux de coulée industrielle a été étudié :
la vitesse de coulée et la puissance d’induction. 
/
Les échantillons de 18 mm de diamètre sont solidifiés à 4 vitesses de tirages, 100, 200, 300
et 400 mm/min, avec une puissance d’induction d’environ 6 kW à haute fréquence. Les struc-
tures résultantes sont présentées à la figure 5.34 pour les deux alliages.
L’emploi d’une vitesse de tirage modérée, semble donc défavorable à l’affinage des grains.
La tendance est la même pour les deux alliages, la structure obtenue à 100 mm/min n’est pas
affinée. Rappelons que dans le cas des coulées industrielles, les inducteurs ne sont pas position-
nables, la position de l’interface par rapport aux inducteurs est donc uniquement fonction de la
vitesse de tirage et de la puissance d’induction. Il semble donc qu’à partir d’une certaine vitesse
de tirage, la convection dans liquide ou la position des vortex ne soit plus assez efficace pour
affiner la structure. Ce phénomène est dû à l’écrantage du champ électromagnétique par le métal
solide. En effet, à des vitesses de tirage modérées, l’interface solide-liquide descend en direction
de l’inducteur, la partie solidifiée de l’alliage écrante donc le champ magnétique à la surface du
























Vc =    100                200                300            400 mm/min Vc =    100                200                300               400 mm/min
(a) (b)
C97 BZ4
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La figure 5.36 présente les macrostructures obtenues pour les conditions de coulées indus-
trielles suivantes :
• alliage C97, coulé à 200 mm/min avec une puissance d’induction égale à 50% (environ 6
kW) et à 30% (environ 4 kW) de la puissance maximale,
• alliage BZ4, coulé à 200 mm/min avec une puissance d’induction égale à 52% et à 30%




























Vc =    100                           200                           300                                400 mm/min
P = 50%          30% P = 52%         30%
(a) (b)
C97 BZ4
CHAP. 5 : RÉSULTATS EXPÉRIMENTAUX ET NUMÉRIQUES
108                                                                    EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX
Rappelons que lors des conditions de coulée standard, la puissance d’induction utilisée est
de 50%, donc environ 6 kW. Pour étudier son effet sur la structure de grains, cette dernière a été
diminuée à 30%. L’effet de cette diminution de puissance sur la taille et la morphologie des
grains de l’alliage C97 et BZ4 sont distingués. En effet, s’il ne semble pas avoir d’incidence sur
la structure de l’alliage BZ4, alors que l’affinage de l’alliage C97 est légèrement moins efficace
avec une puissance de 30%. Pour ce dernier, la structure est encore affinée mais les grains pré-
sentent une légère orientation du centre du barreau vers sa surface. La puissance d’induction
étant étroitement liée à la convection du liquide, il semble donc que la diminution de cette con-




Cette partie présente des résultats obtenus avec le logiciel de simulation numérique des phé-
nomènes de solidification par éléments finis (FEM), calco2D, développé conjointement par
la société Calcom SA et le Laboratoire de Métallurgie Physique de l'EPFL. Les simulations ont
été réalisées uniquement dans le cas de la solidification de type Bridgman. En effet, des simu-
lations du procédé de coulée continue ont déjà été réalisées avant le début du projet, par le par-
tenaire industriel [113]. Les tendances observées sont comparables aux résultats obtenus en




Le logiciel calco2D a été choisi puisqu’il a été développé dans le but de simuler les phé-
nomènes liés à la solidification d’alliages, tenant compte des transferts de chaleur, et surtout,
des phénomènes liés au changement de phase. Pour modéliser la solidification d'alliages avec
convection dans le liquide, elle-même produite par l'action d'un champ magnétique, il est néces-
saire de considérer trois phénomènes :
• les échanges thermiques au sein des différents domaines de l’installation, en tenant
compte des phénomènes de radiation,
• le transport de la matière, notamment la convection présente dans le métal liquide,
• l'électromagnétisme, c'est à dire le couplage entre le champ magnétique créé par la
bobine d'induction et le métal.
En résumé il est possible de calculer le champ magnétique, la convection dans le liquide sous
l'action des forces de Lorentz, l'influence du brassage sur la température du métal (modification
de la position de l'interface liquide-solide) et l'influence de la position du brasseur électroma-
gnétique. Une attention particulière doit être apportée aux approximations qui sont considérées
lors de ces simulations (voir chapitre 3), notamment pour la résolution de l’équation de la quan-
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tité de mouvement. Le logiciel calco2D est basé sur un modèle d’écoulement laminaire,
aucun modèle de turbulence n’est pris en compte. Par conséquent, la détermination des mouve-
ments de convection, induits par l’action des forces de Lorentz, est uniquement qualitatif. Les
valeurs numériques des vitesses du fluide ne serviront qu’à comparer les tendances entre les
deux alliages.
Il est également important de noter qu'il ne s'agit que de simulations au niveau macroscopi-
que (position de l'interface, vitesse du liquide, températures, … etc). Ces modèles ne permettent
pas de déterminer directement les conditions expérimentales qu'il faut adopter pour obtenir un
affinage des grains efficace et optimal. Cet outil de simulation est utilisé pour vérifier s'il y a
effectivement brassage, et caractériser l'influence de différents paramètres sur ce brassage, no-
tamment la position des vortex de convection par rapport au liquidus. 
@4'*,+$3$-*!!/(,&$!-"!!-+2&3$&!
Le but de la modélisation des expériences en laboratoire est de rendre compte de la création
des mouvements de convection induits par l’action du champ magnétique. Il sera également
possible de caractériser l’influence des paramètres expérimentaux, qui ont été étudiés précé-
demment sur la convection. Les simulations ont été réalisées en état stationnaire. La figure 5.37
représente la partie du four Bridgman qui a été modélisée.
Les simulations ont été réalisées sur les deux alliages C97 et BZ4, avec et sans brassage élec-
tromagnétique. Etant donné que l’étude expérimentale de l’effet des paramètres de coulée, a
montré que le facteur prédominant est la distance inducteur-liquidus, seul l’effet de cette der-
nière a été considéré lors des simulations numériques. De plus, seule une partie du dispositif est
montré pour faciliter la visualisation des résultats (correspond à la partie de z = 0.07 à 0.15 m,
voir figure 5.37). Remarquons que les géométries du corps de chauffe et de l'isolation ont été
simplifiées dans le but de limiter les temps de calcul. Le diamètre de l'échantillon a été fixé à 11
mm dans tous les cas. La puissance d'induction a été fixée à 6 kW.
Les propriétés physiques qui ont été utilisées pour les alliages C97 et BZ4 sont répertoriées
en annexes. L’évolution de la fraction de solide déterminée expérimentalement par SPTA, a été
implémentée pour les deux alliages. Le nombre de point définissant cette évolution a néanmoins
été diminué, tout en restant représentatif de la courbe originale.
Les conditions aux limites, qui ont été utilisées lors des simulations numériques, sont relati-
vement simples (voir schéma de la figure 5.35, les conditions aux limites sont écrites en bleu) :
• l’échantillon et son creuset en quartz descendent dans le four à 4 mm/min. Le coefficient
d’échange entre les deux domaines est considéré constant et égal à 5000 Wm-2K-1. Sur
l’axe de symétrie le flux est choisi nul. Sur la partie externe du creuset, le coefficient
d’échange de 200 Wm-2K-1 avec la température extérieure qui dépend du profil de tem-
pérature imposé (voir conditions imposées sur le corps de chauffe).
• sur la face interne du tube d’alumine, les mêmes conditions qui définissent la face
externe du creuset de quartz, ont été choisies;
• Au contact entre le tube d’alumine et le corps de chauffe, une condition de Dirichlet est
imposée. Le profil de température imposé le long de cet interface, est obtenu à partir des
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mesures expérimentales;
• les autres conditions aux limites (partie externe du corps de chauffe et isolations) ne sont
pas importantes dans notre cas, elles n’influencent pas les résultats obtenus.
Les résultats de simulation correspondant à l'alliage C97 sont montrés sur la figure 5.38.
Concernant l’essai sans brassage électromagnétique, une convection naturelle très faible est
observée. La valeur maximale de la vitesse du liquide au centre du métal, est de l'ordre de 0.8
mm/s. Lorsque le brassage est enclenché, des mouvements de convection, induits par l’action
des forces de Lorentz, apparaissent dans la partie liquide du métal. L'intensité de la convection
est, semble-t-il, indépendante de la position de l'inducteur. En effet, les vitesses maximales cal-
culées sont d’environ 33 mm/s lorsque l'inducteur est en position (1), et d'environ 32 mm/s dans
le second cas. L'écrantage du champ magnétique causé par la présence de métal solide n’a pas
d’influence directe sur les vitesses du liquide, par contre le vortex de convection situé sous
l’inducteur est supprimé, lorsque l’inducteur est en position (2). Le brassage électromagnétique
tend à homogénéiser la température proche du liquidus, la position de l’interface descend donc
d’environ 1 mm dans le procédé (fig. 5.39). Les courbes représentées dans la figure 5.39 cor-
respondent à des profils déterminés dans l’échantillon et parallèlement à la surface de ce dernier
(profils verticaux proches de la surface de l’échantillon). 
Les modes de convection (un ou deux vortex), qui varient en fonction de la position de l’in-
ducteur, sont illustrés qualitativement par le ou les changements de pente des profils de tempé-
rature observables sur la figure 5.39(b).
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Les résultats de simulation correspondants à l'alliage BZ4 sont montrés sur la figure 5.40. En
général, les mêmes observations que pour l'alliage C97 peuvent être faites, à savoir, la présence
de convection naturelle faible lorsque qu'il n'y a pas d'induction électromagnétique et une con-
vection importante dans le liquide lorsque l'induction est enclenchée. La valeur correspondante
à l’intensité maximale de la convection naturelle calculée est de l’ordre du mm/s. La présence
de champ magnétique induit des courants de convections répartis de part et d’autre de la position
de l’inducteur. Les valeurs maximales calculées sont de 26 mm/s pour les deux positions de l’in-
ducteur. Comme pour le cas de l’alliage C97, la position de l’inducteur n’a aucun effet sur l’in-
tensité du brassage. Cependant, lorsque l’inducteur est en position 2, les deux vortex de
convection coexistent, contrairement au cas de l’alliage C97. Ce phénomène, déjà observé lors
des expériences, vient du fait que la différence de température entre le liquide et le liquidus est
plus importante pour l’alliage BZ4. La distance inducteur-interface est donc également plus im-
portante. Pour résoudre ce problème, la température maximale du liquide est adaptée. Les résul-
tats ainsi obtenus sont présentés par la figure 5.41.
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Comme dans le cas du C97, le rapprochement de l’inducteur du liquidus induit, cette fois, la
disparition du vortex de convection inférieur (voir la figure 5.41), à cause de l’écrantage du
champ magnétique par le métal solide.
Les profils de fraction de solide et de température, pour l’ensemble des conditions présen-
tées, sont donnés à la figure 5.42. L’introduction d’un brassage électromagnétique pendant la
coulée de l’alliage BZ4 homogénéise la température. On voit nettement l’échauffement du li-
quide sur la figure 5.42(b). Cet échauffement induit un déplacement de l’interface vers le bas de
façon beaucoup plus marqué que pour l’alliage C97. Remarquons que le changement de posi-
tion de l’inducteur n’a d’influence que sur le mode de convection, déplaçant simplement les vor-
tex de convection. Comme attendu, le changement de la température maximale du liquide
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Les tendances obtenues par simulation numérique se rapprochent donc de celles observées
lors des expériences en laboratoire. L’hypothèse concernant la source des changements de pen-
tes observés sur les courbes de refroidissement expérimentales, se confirme. La position de l’in-
ducteur par rapport au liquidus influence le mode de convection : à deux vortex de part et d’autre
de la position de l’inducteur, et à un vortex positionné au dessus de l’inducteur. La convection
ayant un effet sur la répartition de la température, ces mouvements de convection sont observa-




































Dans cette partie, diverses tendances (déterminées par les essais expérimentaux) seront étu-
diées dans le but de caractériser les différents phénomènes qui sont responsables de l’affinage
des grains, lors du brassage électromagnétique des alliages cuivreux. Les investigations seront
concentrées sur l’effet de la convection forcée sur la croissance dendritique et sur la caractéri-
sation de l’influence des conditions expérimentales. A partir de ces constatations, différents cri-
tères seront définis, afin de prédire les conditions d’affinage des grains.
Remarquons que cette étude des mécanismes d’affinage est principalement basée sur les ré-
sultats obtenus en solidification Bridgman, les conditions de coulée industrielles étant trop com-
plexes pour en déduire des phénomènes de manière précise. On n’exclura pas, cependant, de
faire quelques parallèles.
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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L’étude de l’effet de la convection forcée sur la croissance dendritique est un vaste et très
complexe sujet. Dans notre cas, le phénomène qui nous intéresse est la fragmentation des den-
drites induite par cette convection. Conceptuellement, cette fragmentation est due à l’apport de
liquide chaud ou riche en soluté (si k<1) dans les régions interdendritiques. Pour rendre compte
de cet apport de liquide, on définit la notion de perméabilité de la zone pâteuse. Nous limiterons
donc notre étude à l’effet de la perméabilité de la zone pâteuse sur la croissance dendritique,
sous convection forcée.
O3$-*!(!&,2$+$3,
Cette perméabilité, qui est d’ailleurs utilisée pour résoudre l’équation de Navier-Stokes lors-
qu’on considère un milieu bi-phasé, est un terme qui permet de pénaliser la vitesse du liquide,
lorsque le milieu devient de plus en plus solide (pour les détails voir le chapitre 3 et la référence
[114]). A l’aide de la relation (3.13), il est possible de calculer cette perméabilité pour les deux
alliages considérés. L’évolution de la fraction de solide, qui a été utilisée pour déterminer la per-
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méabilité, correspond à celle mesurée par SPTA. Il a été vu que cette évolution est différente
pour les alliages C97 ou BZ4. En effet, la pente beaucoup plus raide observée dans le cas du
système C97, signifie que, pour le même gradient thermique, la microstructure est plus compac-
te que celle de l’alliage BZ4 (fig. 6.1). 
Pour le calcul de la perméabilité, l’espacement des bras secondaires de dendrites correspond
à celui mesuré en fin de solidification, pour les deux alliages. Il aurait été plus rigoureux de
prendre en compte l’évolution de cet espacement secondaire avec la fraction de solide (matura-
tion). Cependant, seule la comparaison entre les deux alliages nous intéresse, on peut donc con-
sidérer que la différence de λ2 entre les alliages C97 et BZ4 reste constante. Les valeurs utilisées
sont respectivement de 70 et 43 µm, pour les alliages C97 et BZ4. La figure 6.2 montre les ré-
sultats des calculs de la perméabilité selon la relation de Carman-Kozeny (équation (3.13)).
L’évolution de cette dernière a été étudiée avec la distance du liquidus. C’est à dire qu’aux va-
leurs positives de cette distance, correspond l’intérieur de la zone pâteuse ( > 0), le liquidus
correspondant à la valeur  = 0. Pour cela, l’axe des abscisses a été remplacé par la distance par
rapport au liquidus, en considérant un gradient thermique égal à 3400 °C/m et les températures
du liquidus égales à 1081 et 1012 °C, pour l’alliage C97 et BZ4, respectivement.
A partir de ces courbes d’évolution de la perméabilité dans la zone pâteuse, on peut déduire
que l’alliage C97 est beaucoup moins perméable que l’alliage BZ4. En effet, à 10 mm de la po-
sition du liquidus dans la zone pâteuse, la perméabilité calculée est de 10-13 et de 9.10-11 m2 pour
les alliages C97 et BZ4, respectivement.
On peut d’ailleurs considérer que les vitesses de convection sont freinées de manière impor-
tante à partir de valeurs de la perméabilité comprises entre 10-8 et 10-9 m2 [115]. Donc, pour une
même valeur de @, 10-9 m2, à laquelle la vitesse pourrait être considérée comme nulle, la péné-
tration du liquide dans la zone pâteuse, , est plus de deux fois plus grande pour l’alliage BZ4
( = 0.9 mm), que pour l’alliage C97 ( = 0.4 mm) (fig. 6.2). En considérant, qui plus est, les
espacements secondaires des bras de dendrites, ceci signifie que la convection a lieu sur 6λ2
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Les mouvements de convection sont donc relativement différents, si on considère un domai-
ne monophasé (la partie complètement liquide du métal), et un domaine biphasé (la zone pâteu-
se). Dans le but d’étudier cette convection proche du liquidus, des simulations numériques ont
été réalisées sur une cavité cylindrique représentative, dans laquelle il y a coexistence de 3 do-
maines, liquide, pâteux et solide. Un champ magnétique est alors appliqué à cette cavité, pour
créer des mouvements de convection. Les conditions aux limites sont simples (fig. 6.3) :
• la géométrie est axisymétrique, la cavité étant cylindrique de 20 mm de rayon et 40 mm
de hauteur;
• sur l’axe de symétrie et les parties externes supérieure et inférieure, les surfaces sont
adiabatiques;
• à la surface de l’échantillon, un gradient thermique de 103 K/m est imposé, en fixant la
température en haut de la cavité à 2 + 70 °C;
• le matériau utilisé correspond aux alliages C97 ou BZ4;
• la puissance d’induction est fixée à 5 kW, à une fréquence de 1 kHz.
Les résultats obtenus sont illustrés sur la figure 6.4. Les mouvements de convection sont re-
présentés par des lignes de courant, le sens du courant étant indiqué par le sens de chaque flèche.
Le dégradé de bleu correspond à la visualisation de la fraction de solide. Dans la suite de cette
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La convection dans le liquide, représentée sur la figure 6.4, montre un comportement quasi-
ment identique pour les deux alliages. Les courants de convection ont une répartition similaire,
les vitesses maximales calculées sont de 1.161 et 1.156 m/s, pour les alliages C97 et BZ4, res-
pectivement. Comme attendu, l’écoulement est turbulent, les nombres de Reynolds calculés
étant d’environ 5.105 pour les deux alliages. Les lignes de courant sont également plus serrées
à la surface du lingot pour l’alliage C97, ce qui est dû à une profondeur de pénétration plus faible
(la conductivité électrique de l’alliage C97 étant plus élevée que celle de l’alliage BZ4). Remar-
quons d’ailleurs, que les résultats obtenus lors de la simulation numérique sont qualitatifs, puis-
que la modélisation de la convection n’incorpore pas de modèle turbulent.
Il est néanmoins possible de faire quelques comparaisons. Au voisinage du liquidus, le terme
de friction dans l’équation de Navier-Stokes pénalise fortement la valeur de la vitesse du fluide.
La figure 6.5 montre le profil de vitesse vertical qui a été calculé le long de la cavité. Ce profil
a été choisi proche de la surface externe de la cavité. La présence d’un domaine biphasé (zone
pâteuse) induit donc une diminution importante de la convection proche du liquidus. La valeur
de la vitesse du fluide passe de 0.9 m/s à moins de 0.1 m/s lorsque le liquidus est atteint.
2
La figure 6.5 met également en évidence que, dans la région biphasée, les vitesses du fluide
sont non nulles, comme on peut le constater sur l’agrandissement de la figure 6.6. Dans les con-
ditions de cette simulation numérique, la pénétration du champ de vitesse dans la zone pâteuse
est pratiquement deux fois plus importante dans le cas de l’alliage BZ4, 2.2 mm, que pour le
C97, 1.2 mm. Il est important de noter qu’ici, la pénétration du champ de vitesse dépend uni-
quement de l’alliage considéré (perméabilité), puisque les vitesses de convection maximales
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On peut donc en conclure que dans des conditions expérimentales identiques, le liquide pé-
nètre plus facilement dans la zone pâteuse de l’alliage BZ4. On peut s’attendre alors à ce que la
fragmentation par refusion locale des bras de dendrites soit plus effective pour cet alliage, phé-
nomène qui se vérifie expérimentalement. Ce phénomène de pénétration du liquide dans la zone
pâteuse sera détaillé dans le paragraphe 6.3.2.
Ces calculs confirment les valeurs des perméabilités critiques (~10-9 m2) déterminées par Ja-
lanti [115] pour lesquelles la vitesse du liquide est quasi nulle.
O'
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Les essais instrumentés de coulée Bridgman, avec ou sans brassage, ont mis en évidence un
échauffement au liquidus, similaire à un phénomène de recalescence. Ce phénomène a été attri-
bué à un réchauffement localisé au thermocouple, dû à la contraction du solide au cours de la
solidification, ce qui est bien sûr très différent d’une recalescence.
Lors de la coulée d’alliages métalliques, la solidification induit une contraction de la partie
solide. Les contacts thermiques entre l’échantillon et son creuset, diminuent fortement à l’état
solide, de par la présence d’une lame d’air isolante. Ce phénomène a également lieu dans notre
cas, le contact entre le métal solide et le quartz étant beaucoup moins bon que lorsque l’échan-
tillon est liquide. 
Un second phénomène vient s’ajouter à ce dernier. En effet, les mesures de températures sont
effectuées par un thermocouple, qui est lui-même protégé par une gaine céramique (fig. 6.7).
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ne de protection du thermocouple. Il arrive d’ailleurs très souvent que, sous ces tensions méca-
niques, la gaine de thermocouple casse. On peut donc considérer que le contact thermique est
alors amélioré.
Lors de la solidification des alliages, la ''qualité'' du contact entre l’échantillon et le tube de
quartz est donc diminuée alors qu’entre l’échantillon et le thermocouple, elle est augmentée. Du
point de vue du thermocouple, lorsque l’échantillon devient solide, la température mesurée de-
vient donc plus proche de celle du métal environnant puisque le contact thermique est supérieur.
Ceci peut expliquer le réchauffement observé sur les courbes de refroidissement des essais Brid-
gman (§ 5.3.3).
Dans le but de valider cette interprétation, le dispositif de coulée Bridgman avec mesure de
température a été simulé. La figure 6.8 représente la géométrie et les conditions utilisées. Le
système est axisymétrique. L’échantillon de 11 mm de diamètre est inséré dans un tube en
quartz. Le thermocouple est modélisé par une bille en platine de 0.35 mm de diamètre, ne tenant
pas compte de la gaine céramique qui protège le thermocouple (le thermocouple est directement
en contact avec le métal). Pour simplifier le problème, le gradient thermique (déterminé à partir
des données expérimentales), a été imposé sur la face externe du tube de protection du four en
alumine. Pour retranscrire le mouvement de l’échantillon qui descend dans le four au cours du
temps, le gradient thermique se trouve translaté vers le haut à une vitesse correspondant à la vi-
tesse de descente dans le four (4 mm/min). Le contact thermique aux interfaces échantillon/
quartz et échantillon/thermocouple est implémenté, en choisissant deux valeurs du coefficient
de transfert thermique à l’état solide (défini à partir de  = 0.1) et liquide, pour chaque interface.
Dans le cas de l’interface échantillon/quartz, le coefficient de transfert thermique, lorsque
l’échantillon est liquide ou solide, est fixé à 5000 et 200 Wm-2K-1, respectivement (noté h(2) sur
la fig. 6.8). Les valeurs choisies pour l’interface échantillon/thermocouple sont fixées à 200
Wm-2K-1, lorsque l’échantillon est liquide (la céramique est un isolant thermique) et à 500
Wm-2K-1, lorsque l’échantillon est solide (noté h(1) sur la fig. 6.8). L’évolution de la tempéra-
ture du thermocouple (noté TC) et de l’échantillon est représentée sur la figure 6.9. Un réchauf-
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est à noter que h(1) a une influence importante sur ce réchauffement. Même pour des valeurs
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Remarquons que la chaleur latente libérée, proche du liquidus et résultant en un plateau de
température dans l’échantillon, n’influence que très peu la mesure par le thermocouple. Ceci
s’explique principalement par le fait que, malheureusement, la gaine céramique entourant le
thermocouple est un bon isolant thermique. Ces constatations s’appliquent également aux essais
expérimentaux.
O''(3$$3$-*!(&",*,
Il a été observé, dans le chapitre précédent, que les deux principaux paramètres agissant de
façon importante sur l’affinage de grains, sont la puissance d’induction et la distance entre l’in-
ducteur et le liquidus. Etudions en détail l’effet de ces facteurs dans le cas de la solidification
de type Bridgman.
-
Dans le but de caractériser l’effet de la puissance d’induction sur l’évolution thermique du
matériau, les courbes de refroidissement mesurées expérimentalement ont été dérivées par rap-
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Cette forme dérivée des courbes 2!" permet de mettre en évidence les changements de la vi-
tesse de refroidissement, caractérisant l’effet des mouvements de convection dans le liquide. La
position du liquidus est également facilement repérable sur ces dérivées. Les figures 6.10 et 6.11
présentent les courbes de vitesse de refroidissement pour différentes puissances d’induction, à
la position (1) de l’inducteur, à ∆2 et pour les alliages C97 et BZ4, respectivement. Remar-
quons que sur ces figures et les suivantes, les flèches grisées indiquent la position du réchauf-
fement du liquide.
Les résultats obtenus confirment les interprétations qui ont été déduites des résultats expéri-
mentaux. En effet, il semble se vérifier que plus la puissance d’induction augmente, plus les
mouvements de convection du liquide sont importants, pour les deux alliages. Ce phénomène
est d’autant plus marqué que dans le cas de l’alliage BZ4, un réchauffement localisé du liquide
est observé pour une puissance d’induction de 30% (variation positive de la courbe dTE/dt). Par
contre, on remarquera que pour l’alliage C97 à une puissance de 10%, pratiquement aucune di-
minution de la vitesse de refroidissement n’apparaît dans le liquide, la convection et l’effet joule
sont donc très faible. La position du liquidus change également avec la puissance d’induction.
Ce phénomène est attribué à l’augmentation de la convection dans le liquide qui homogénéise
d’avantage la température proche de l’interface, ainsi qu’au réchauffement du métal par effet
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L’effet de la position de l’inducteur sur la vitesse de refroidissement est présenté sur les fi-
gures 6.12 et 6.13, pour les alliages C97 et BZ4, respectivement (puissance 30%, ∆2 pour l’al-
liage C97 et ∆2  pour l’alliage BZ4, position (1) et (2)). Comme pour l’effet de la puissance
d’induction, l’observation des courbes de refroidissement conforte les interprétations, réalisées
dans le chapitre précédent, sur l’effet du rapprochement de l’inducteur vers le liquidus. Les
mouvements de convection dans le liquide sont alors plus proches du liquidus dans la position
de l’inducteur (2). Dans ce cas, les mouvements de convection semblent pénétrer la zone pâteu-
se, la vitesse de refroidissement étant constante dans cette région. Dans certains cas, on notera
également un réchauffement léger au liquidus.
 
Remarquons que, dans le but de comparer les résultats obtenus pour les alliages C97 et BZ4,
la différence de température entre le liquide et le liquidus a été choisie égale à ∆2 , pour le BZ4
(distance inducteur - liquidus identique).
D’ailleurs cette différence de température, ∆2 , est un paramètre important pour l’alliage
BZ4 puisqu’il permet de retrouver la distance inducteur - liquidus obtenue dans le cas du C97 à
∆2. Les mouvements de convection se retrouvent donc encore plus proches de l’interface, agis-
sant de manière plus efficace sur l’évolution de la température dans la zone pâteuse. Pour mettre
en évidence l’effet de la diminution de cette différence de température, dans le cas de l’alliage
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L’instrumentation des essais de solidification peut permettre de déterminer de bonnes condi-
tions pour un affinage de la structure. Les informations à déduire des ces instrumentations sont
focalisées sur l’optimisation du procédé de brassage électromagnétique et l’amélioration de
l’efficacité de l’affinage. Les conditions d’affinage peuvent être déterminées, à partir des déri-
vées des courbes 2!" : lorsque les mouvements de convection sont localisés sur la zone pâteuse,
l’affinage a lieu. Ces conditions correspondent au cas de l’alliage C97 solidifié à ∆2, avec l’in-
ducteur en position (2) et au cas de l’alliage BZ4, solidifié à ∆2 , avec l’inducteur en position
(2) (voir les figures 5.27, 6.12 et 5.26(a) et (b), correspondant aux courbes 2!", 2K et aux
structures affinées obtenues, respectivement). 
En résumé, la distance inducteur - liquidus doit être réduite pour augmenter l’efficacité du
brassage. L’effet de la diminution de cette distance a clairement été montrée : les mouvements
de convection sont concentrés sur la zone pâteuse, favorisant la refusion des bras de dendrites
et donc l’affinage. 
Cependant, les différences concernant l’optimisation de l’affinage entre les alliages C97 et
BZ4, même lorsque le brassage est localisé proche de l’interface, sont importantes. La notion
de perméabilité apparaît donc comme un facteur primordial. Il a été vu précédemment que
l’évolution de la perméabilité de l’alliage C97 avec la température (ou avec la distance dans un
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peut donc en déduire que la pénétration du liquide dans la zone pâteuse pilote véritablement l’ef-
ficacité de l’affinage de la structure.
O'.$3!!!3*!*!3$&0!
L’augmentation de la vitesse de tirage modifie la forme des isothermes. Lors des essais in-
dustriels, celles-ci sont d’ailleurs très incurvées, les vitesses de coulées étant de l’ordre de plu-
sieurs centaines de millimètres par minute. Dans le cas des expériences de solidification de type
Bridgman, des isothermes incurvées ont pu être observées à des vitesses de 30 mm/min, sachant
que, pour des vitesses couramment employées de 4 ou 8 mm/min, les isothermes sont planes
(voir le paragraphe 5.3.3). L’effet de cette augmentation de la vitesse de tirage est important.
Comme il a déjà été observé dans le chapitre précédent, à 30 mm/min, la tendance à l’affinage
est beaucoup plus marquée pour les deux alliages, avec une taille de grain diminuée et une
meilleure homogénéité. Remarquons que l’inclinaison des isothermes modifie la direction de
croissance des dendrites. On exprime alors la vitesse de croissance des isothermes, 72, par la
relation suivante : , où θ est l’angle entre le gradient thermique à l’interface et la
direction de tirage (fig. 6.14). L’augmentation de la vitesse de coulée a deux effets principaux :
elle accroit la surfusion à la pointe de la dendrite (voir paragraphe 6.3.4), même si cet accrois-
sement est limité par l’inclinaison des isothermes, et elle modifie l’écoulement du liquide au
voisinage du liquidus (fig. 6.14). 
On peut donc penser que si un fragment se détache et est emporté par la convection, il aura
plus de chance de survivre pour une vitesse de tirage accrue, puisqu’il restera plus longtemps
dans des régions interdendritiques. 
Ce phénomène est d’ailleurs accentué lors des coulées en industrie, puisque ajouté à la cour-
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vorise la fragmentation. Même si les expériences menées en laboratoire sur l’influence de ce
mode de tirage n’ont pas donné de résultats significatifs, cette déstabilisation supplémentaire de
l’interface crée un état transitoire à chaque étape du cycle de tirage. Or, on peut penser que l’état
transitoire augmente l’affinage de grain. Donc, sur l’ensemble du cycle, la succession d’états
transitoires ne peut que favoriser la fragmentation et la durée de vie des fragments. Il faut éga-
lement remarquer que le recul va induire la refonte partielle du réseau dendritique, créant ainsi
d’avantage de fragments.
O.		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Malgré la complexité des nombreux phénomènes qui caractérisent la solidification sous bras-
sage électromagnétique, cette partie va tenter d’expliquer les mécanismes et de déterminer un
critère de prédiction de l’affinage de grain. 
Pour rendre compte de l’effet de la convection forcée sur la solidification, on définit plu-
sieurs phénomènes à différentes échelles. Ces derniers sont basés sur l’effet de la convection sur
le gradient thermique à l’interface, la caractérisation de l’écoulement du liquide sous champ ma-
gnétique, à l’échelle macroscopique, et la refusion des bras de dendrites et leur transport, à
l’échelle microscopique.
Il a été vu précédemment que les conditions optimales pour un affinage efficace de grains
sont de localiser la convection sur le front de solidification et de favoriser la survie des frag-
ments ainsi créés. A partir des différentes étapes qui constituent l’affinage de grains, nous avons
donc respectivement étudié les phénomènes liés à la fragmentation des bras de dendrite, à la sur-
vie des fragments ainsi qu’au transport de ces derniers. En effet, la sédimentation et la croissan-
ce de la structure équiaxe n’ont pas été considérées. On peut alors considérer que la
fragmentation peut être causée par une diminution de gradient thermique au voisinage du liqui-
dus et/ou par la pénétration du liquide dans la zone pâteuse. De son côté, la survie des fragments
est également liée à la vitesse du liquide interdendritique mais certainement aussi à l’étendue de
la zone en surfusion en avant du front de solidification.
O.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Dans le but d’étudier l’effet de la diminution du gradient thermique sur l’affinage, le modèle
de transition colonnaire-équiaxe a été utilisé dans un premier temps.
La transition colonnaire-équiaxe selon le modèle de Hunt [6] est basée sur la germination de
grains dans la zone en surfusion en avant du front de solidification colonnaire. Ce modèle ne
prend donc pas en compte la convection dans le liquide et l’effet qu’il peut avoir sur cette zone
de surfusion colonnaire autre que les changements de gradient thermique (la fragmentation n’est
pas considérée). Cependant, cette prédiction de la transition CET donne une indication impor-
tante. En effet, comme déjà discuté auparavant, l’étendue de la zone en surfusion en avant du
front colonnaire est plus importante pour l’alliage BZ4. Notons que cette surfusion colonnaire
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a été déterminée en utilisant le modèle KGT appliqué aux alliages multicomposés (voir § 6.3.4).
Les fragments formés auront donc plus de chance de survivre. Ce phénomène se retranscrit par
un domaine équiaxe plus important sur la carte de microstructure calculée, pour les deux allia-
ges (fig. 6.15). Cette carte de microstructure a été déterminée en utilisant le modèle de Hunt,
appliqué à nos alliages (ce modèle a été décrit dans les chapitres 2 et 3). Seules les limites cor-
respondant à la transition colonnaire - complètement équiaxe sont montrés sur cette carte. En
effet, la zone mixte définie par Hunt n’est pas reportée, puisque seuls des échantillons entière-
ment équiaxes sont désirés.
La particularité de ce modèle est qu’il fait intervenir le nombre de sites de germination par
unité de volume, '0, ainsi que la surfusion de germination, ∆2. La difficulté réside dans le
choix de ces paramètres. Il a donc été considéré, dans un premier temps, que tous les sites de
germination ont donné naissance à un grain équiaxe. '0 a donc été estimé en dénombrant le
nombre de grains équiaxes par unité de volume, sur une coupe longitudinale de nos échantillons,
par une méthode simple : les grains ayant été assimilés à des sphères, '0 est donc calculé en
divisant le nombre de grains mesuré par la surface qu’ils occupent [119]. Remarquons que le
nombre de grain est déterminé par l’analyse EBSD qui a été réalisée sur les échantillons indus-
triels affiné, les échantillons Bridgman n’ayant pas une taille de grain suffisamment homogène.
Les nombres de grains par unité de volume ont alors été calculés à partir des résultats EBSD
obtenus au paragraphe 5.3.2 (voir fig. 5.21), c’est-à-dire correspondant aux échantillons obtenus
par coulée continue à une puissance d’induction de 6 kW et à une vitesse de tirage de 400 mm/
min. Les '0 ainsi calculés, sont respectivement de 1.9.1011 et 1.48.1011 m-3 pour les alliages C97
et BZ4. Remarquons que la détermination de '0 selon cette méthode dépend fortement des con-
ditions expérimentales. Nous devrions donc comparer les cartes de CET calculées à partir du '0
correspondant à une expérience donnée. Cependant, déterminer '0 à l’aide des échantillons
Bridgman ne semble pas pertinent. En effet, le nombre de grains équiaxes formés ne correspond
pas forcément au nombre de sites de germination, en particulier dans le cas des échantillons
Bridgman coulés à 4 mm/min, pour lesquels l’affinage n’est pas optimal. Il n’est donc pas pos-
sible de déterminer les '0 associés. Les interprétations seront donc réalisées en ne tenant compte
que d’une seule valeur de '0 par alliage, qui ont déterminées précédemment. Ceci met en évi-
dence la difficulté d’adapter ce modèle à nos conditions expérimentales.
Dans un second temps, nous considérons que les conditions de coulée sous convection forcée
sont telles que la refusion des bras de dendrites est effective. La valeur de la surfusion de ger-
mination a donc été choisie égale à 0, les fragments étant assimilés aux germes.
Les points correspondant à différentes conditions expérimentales ont été placés sur la carte
de microstructure calculée (fig. 6.15) :
• les conditions industrielles : 4 = 7000 K/m, 7 = 400 et 100 mm/min (symboles carré et
triangle), avec brassage à la puissance standard 6 kW, pour les deux alliages.
• les conditions Bridgman : alliages C97 et BZ4, 7 = 4 mm/min, avec brassage à la puis-
sance de 30% (~ 6 kW) et l’inducteur en position (2) (symboles cercle et étoile). Les
valeurs mesurées du gradient thermique variant en fonction du type d’alliage, le gradient
thermique est de 2600 et 3300 K/m pour les alliages C97 et BZ4, respectivement (voir
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les résultats obtenus dans le chapitre 3). L’alliage C97, mêmes conditions que précédem-
ment avec 7 = 30 mm/min (cercle barré).
Les tendances déterminées (fig. 6.15) suivent celles observées lors des expériences. En effet,
la fenêtre de procédé définie pour obtenir une microstructure équiaxe est plus réduite dans le cas
de l’alliage C97. On a pu voir que lors des coulées de type Bridgman (dans les conditions défi-
nies précédemment), l’alliage C97 reste très difficile à affiner pour des vitesses de tirage de 4
mm/min (présence de ''gros'' grains), alors que l’alliage BZ4 s’affine plus facilement (voir les
structures obtenues sur les figures 5.26 et 5.22). Par contre, pour une vitesse de coulée de 30
mm/min, l’alliage C97 présente une structure affinée homogène (fig. 5.31(a)). Ces observations
expérimentales correspondent relativement bien à la prédiction du modèle.
Cependant, en utilisant ce modèle, on aurait pu croire que les échantillons industriels coulés
à une vitesse de 100 mm/min seraient équiaxes. Expérimentalement il n’en est rien (fig. 5.34).
Pour les deux alliages, la position de l’inducteur par rapport au front de solidification est telle
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Il est important de se rappeler que les paramètres '0 et ∆2 sont extrêmement difficiles à dé-
terminer. Même si l’hypothèse ∆2 = 0 est raisonnable pour le cas de la fragmentation, la déter-
mination de '0 à l’aide de la densité des grains mesurée par EBSD, après solidification, est
beaucoup plus sujet à controverse. Cela sous entend que le nombre de grains formés est identi-
que au nombre de germes créés. Dans la réalité, certains germes n’auront pas la taille suffisante
pour survivre. On peut donc raisonnablement penser que les valeurs mesurées du nombre de site
de germination par unité de volume sont sous-estimées. La limite observée devrait donc être dé-
placée vers la droite, augmentant la zone équiaxe de la fenêtre de procédé. Par ailleurs, il est
important de signaler que la dépendance du modèle de Hunt à '0 est importante. La figure 6.16
montre l’effet important du choix de la valeur de '0. En effet, le modèle de Hunt a été appliqué
dans les mêmes conditions que précédemment en augmentant ou en diminuant '0 d’un facteur
10, pour les deux alliages.
 
On peut donc déduire de ces observations que l’augmentation du nombre de sites de germi-
nation favorise la croissance équiaxe. La valeur de '0 est donc fondamentale, mais difficile à
estimer. Nous avons vu précédemment que la détermination de '0 à l’aide de la densité des
grains mesurée par EBSD donne des valeurs quasiment identiques pour les deux alliages (~
2.1011 m-3), alors qu’intuitivement on aurait pu penser que l’alliage BZ4, plus allié aurait un plus
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sites de germination serait de l’ordre de 2.1010 m-3 pour l’alliage C97 (noté '0&FE/10 sur la figure
6.16), la structure devrait être colonnaire selon ce modèle lors des coulées continues et des cou-
lées Bridgman (même optimisées, c’est-à-dire à la puissance d’induction 30%, position (2) et
7 = 30 mm/min), ce qui n’est pas le cas expérimentalement.
Indépendamment de la faible diminution du gradient thermique, ce modèle ne permet pas de
prendre en compte l’effet de la position de l’inducteur, effet qui s’est révélé fondamental. En
effet, la figure 6.17 met en évidence l’effet de la position de l’inducteur sur le gradient thermi-
que, pour les deux alliages. Les valeurs des gradient thermiques obtenus correspondent à ceux
mesurés lors des coulées de type Bridgman avec et sans brassage électromagnétique à la puis-
sance d’induction de 30% et pour les positions d’inducteur (1) et (2) (coulée expérimentales étu-
diées au chapitre précédent, se reporter au paragraphe 5.3.3). L’effet de la diminution du
gradient thermique est relativement faible comparé à celui de '0 par exemple. Remarquons que,
d’après ce modèle, cette diminution n’est pas assez conséquente pour atteindre un régime de
croissance équiaxe, en ce qui concerne l’alliage C97. Ce modèle reste donc assez général et peu
précis. Il ne permet pas, par exemple, de prédire l’affinage de l’alliage C97 lorsqu’il est coulé à
une puissance d’induction de 30% avec l’inducteur en position (2) pour la valeur '0 considérée. 
En résumé, ce modèle de transition colonnaire-équiaxe reste un modèle qualitatif qui ne
prend pas en compte l’effet de la convection, à part la diminution du gradient thermique. Or, les
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induit l’affinage de grain. Il est alors nécessaire de définir un modèle de prédiction de la refusion
des bras de dendrites basé sur l’effet de la pénétration du liquide dans la zone pâteuse. Pour cela,
il est utile de caractériser dans un premier temps la création des mouvements de convection du
liquide induits par la présence d’un champ magnétique.
O.'&"3,&$3$-*!+!::!3*#"(0-,3$;#!
Dans cette partie, l’effet du champ magnétique sur les mouvements du liquide, pour les deux
alliages, sera caractérisé. Notre but n’étant pas de procéder à une étude complète de MHD, les
différents comportements du liquide en fonction du type d’alliage seront simplement comparés,
dans le cas du procédé Bridgman. 
/.

Le champ magnétique alternatif induit un mouvement de liquide par l’action des forces de
Lorentz. On peut définir une échelle de vitesse caractéristique du fluide, ., appelée vitesse
d’Alfvén, en utilisant la relation suivante [46] :
(6.1)
Les valeurs de ces vitesses, aux puissances utilisées expérimentalement, sont reportées sur le
tableau 6.1, en utilisant la relation suivante : , ' étant le nombre de spires de
la bobine d’induction, 3 l’intensité du courant parcourant l’inducteur et 8 le diamètre des spires.
Remarquons que la valeur de la perméabilité magnétique est choisie comme égale à celle du cui-
vre pur, considérée égale à celle du vide. En effet, la susceptibilité magnétique du cuivre pur
étant de χ = 0.98.10-5 [116], d’après la relation , la perméabilité magnétique
du cuivre µ& peut donc être considérée équivalente à celle du vide.
Due à la seule spire qui constitue la bobine d’induction (géométrie qui permet de favoriser
la convection dans le liquide), l’intensité du champ magnétique est relativement faible. La va-
leur de la vitesse d’Alfvén, ., calculée pour une puissance d’induction de 30% est de l’ordre
de grandeur des vitesses maximales calculées par simulation numérique, c’est à dire 32 mm/s
pour l’alliage C97 et 26 mm/s pour l’alliage BZ4 (voir § 5.4.2). En effet, les simulations numé-
riques ont été réalisées avec une puissance d’induction de 6 kW et à une fréquence de 1.5 kHz,
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les deux alliages ayant des masses spécifiques voisines, les vitesses d’Alfvén calculées sont pra-
tiquement identiques à  mm/s.
,.	1		
Lors de la caractérisation des conditions de brassage expérimentales, il est important de pren-
dre en compte la dimension de l’échantillon. Dans notre cas, cette longueur se détermine de
deux façons différentes, dans la mesure où l’on prend en compte l’étendue de la zone liquide,
:, c’est à dire la longueur verticale (axe z) de la partie liquide de l’échantillon, ou le rayon de
l’échantillon, . Sachant que la longueur des échantillons est de 150 mm et que leur rayon est
de 5.5 mm, . On peut considérer que nous sommes dans le cas d’un confinement dans un
tube de rayon .
Les nombres de Reynolds, caractérisant les conditions expérimentales, sont calculés en uti-
lisant la vitesse d’Alfvén définie précédemment et la longueur ou le rayon de l’échantillon. En
considérant la configuration du procédé, le paramètre d’écran n’a de sens que s’il est calculé
avec le rayon de l’échantillon comme longueur caractéristique. De plus, la vitesse moyenne du
fluide peut être estimée en fonction de la vitesse d’Alfvén et du paramètre d’écran, par la rela-




Rappelons que le paramètre d’écran ω et l’effet de peau magnétique δ ont été définis au cha-
pitre 2 comme :
(6.4)
Le tableau 6.2 regroupe les grandeurs ou nombres adimensionnels ainsi calculés.
Que ce soit en considérant la longueur ou le rayon de l’échantillon, l’écoulement est turbu-
lent. En effet, 
: > 105 et 
 > 2400 (cas d’une convection forcée dans un tube de diamètre
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tique (peau magnétique) est plus importante que pour l’alliage C97. Le paramètre d’écran est
donc également plus faible. Il est cependant à remarquer qu’à ces valeurs de fréquence, l’éten-
due de la peau magnétique est supérieure au rayon de l’échantillon. Cela explique en partie le
sens des mouvements de convection calculés au paragraphe 5.4.2, puisque la force de Lorentz
s’applique sur l’ensemble de l’échantillon. La direction normale à l’inducteur est donc la plus
forte contribution de la force de Lorentz. Dans le cas de fréquences plus élevées, la peau ma-
gnétique diminue, la contribution de la force de Lorentz qui domine correspond alors aux direc-
tions quasi parallèles à la surface de l’échantillon, changeant le sens de la convection [49] (voir
la figure 6.18).
Le sens des mouvements de convection est donc fonction de la fréquence et du paramètre
d’écran. Des valeurs faibles de ω favorisent une convection dans le sens des aiguilles d’une
montre pour le vortex situé au dessus de la spire d’induction (cas du procédé Bridgman, fig.
6.18(a)), alors que des valeurs importantes favorisent une convection dans le sens inverse (cas
du procédé de coulée continue, la fréquence étant beaucoup plus élevée, fig. 6.18(b)).
La différence entre la valeur du paramètre d’écran calculé pour les alliages C97 et BZ4, in-
duit une vitesse moyenne du fluide légèrement plus importante dans le cas de l’alliage BZ4. 
Il est donc important de remarquer que les vitesses de convection dans le liquide étant ap-
proximativement les mêmes pour les deux alliages, ce n’est pas ce paramètre qui peut expliquer
la différence d’affinage observée. De ce fait, il devient nécessaire de considérer l’affinage de
grains à l’échelle de la zone pâteuse. On s’intéresse alors à la fragmentation des dendrites causée
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Pour qu’il puisse y avoir refusion des bras de dendrites, du liquide chaud ou riche en soluté
doit être amené dans les régions de la zone pâteuse à refondre. Ce liquide devant atteindre ces
régions interdendritiques pour refondre les dendrites, on parle alors de pénétration du liquide
dans la zone pâteuse. Le second phénomène à prendre en compte est le mécanisme lui-même de
refonte de ces bras de dendrites. Il est important de noter que cette étude est réalisée en consi-
dérant la partie solide fixe (réseau dendritique). L’effet de la présence de grains solides et leur
transport n’est pas pris en compte, que ce soit l’effet sur la viscosité, leur croissance ou leur par-
cours. Il s’agit simplement de la création de grains par refusion des bras de dendrite. On consi-
dère alors que, du moment que la refusion est effective, l’affinage a lieu.
'	2
Reprenant les phénomènes présents lors de la solidification sous convection forcée (voir le
paragraphe 6.1), l’effet des paramètres de coulée sur la pénétration du liquide dans la zone pâ-
teuse est étudié. Il a été vu que le paramètre qui a le plus d’influence sur la qualité de l’affinage
de grains, était la distance inducteur-liquidus. Par conséquent, l’effet de cette distance sur la pé-
nétration du champ de vitesse dans la zone pâteuse est caractérisé par des calculs de simulation
numérique, cette fois-ci appliqué aux conditions de coulée Bridgman. Les conditions appliquées
sont identiques à celles définies dans le paragraphe 5.4. Le maillage a simplement été affiné pro-
che du liquidus, dans le but d’augmenter la précision des résultats dans cette région. Les résul-
tats étant évidemment les mêmes que ceux présentés précédemment (la taille du maillage
n’influençant pas ou peu les résultats), seuls les profils verticaux correspondant au module de
la vitesse et à la fraction de solide sont présentés, pour les différentes positions de l’inducteur
en fonction de la distance par rapport au liquidus (voir la figure 6.19).
Sur ces courbes, il est donc possible de caractériser l’effet de la position de l’inducteur et plus
précisément de la distance inducteur-liquidus. Pour pouvoir comparer les différents résultats, la
position du liquidus a été prise comme référence et choisie à  = 0. Des tendances similaires
sont observées pour les deux alliages, la pénétration du champ de vitesse étant plus importante
lorsque l’inducteur est rapproché de la position du liquidus. Les valeurs de pénétration sont de
0.75 et 1 mm pour l’alliage C97 et de 1.2 et 2.1 mm pour l’alliage BZ4 lorsque l’inducteur est
en position (1) et (2), respectivement. Cependant, dans le but de comparer des phénomènes
comparables, il faut prendre en compte ces valeurs de pénétration lorsque la distance inducteur-
liquidus est la même. C’est à dire que les conditions pour lesquelles l’inducteur est en position
(1) et (2) pour l’alliage C97, doivent être comparées aux conditions pour lesquelles la bobine
est en position (2) et en position (2) avec ∆2 pour l’alliage BZ4. Dans ce dernier cas, les valeurs
déterminées sont respectivement de 2.1 et 2.5 mm.
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Les profils de vitesse, qui sont localisés dans la partie liquide proche de l’interface, sont re-
lativement différents pour un même matériaux. Ce phénomène, déjà observé lors de la présen-
tation de ces résultats de simulation numérique (voir paragraphe 5.4.2), s’explique par la
présence ou non d’un ou deux vortex de convection, ceci dépendant principalement de la posi-
tion de l’inducteur. Il est à noter que les calculs numériques ont été menés en tenant compte,
bien évidemment, du terme de pénalisation des vitesses du liquide par la perméabilité. Comme
précédemment, les valeurs des espacements secondaires de dendrites correspondent à ceux
après maturation. Ils sont respectivement de 70 et 43 µm pour les alliages C97 et BZ4.
On peut voir sur la figure 6.19, que le champ de vitesse est considérablement freiné à partir
du moment où la fraction de solide est plus grande que 0. L’influence du mode de convection,
en avant du liquidus, est important. En effet, dans le cas de l’alliage C97 par exemple, un vortex
de convection est observé très proche du liquidus lorsque l’inducteur est en position (2). Malgré
le fait que la valeur du module de la vitesse au liquidus soit inférieure à celle observée lorsque
l’inducteur est en position (1), la vitesse diminue moins rapidement en pénétrant la zone pâteu-
se. On se retrouve alors dans le cas où cette valeur de la vitesse devient plus grande dans la ré-
gion à 0.5 mm à l’intérieur de la zone pâteuse. La convection interdendritique est donc plus
importante lorsque l’inducteur est plus proche de l’interface.
On peut donc déduire de ces différents résultats que, plus la distance inducteur-liquidus di-
minue, plus la pénétration du liquide dans la zone pâteuse est importante. Remarquons que la
diminution ou la disparition du second vortex de convection n’est pas un facteur qui diminue
cette pénétration, bien au contraire. Il semble donc que le phénomène le plus important soit la
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Si les valeurs de pénétration du champ de vitesse des deux alliages sont comparées, les cons-
tations qui avaient été faites à partir de simulations dans une cavité représentative se confirment
en solidification Bridgman. Il est plus facile, pour le liquide, d’atteindre des régions de la zone
pâteuse plus profondes dans le cas de l’alliage BZ4. Soulignons également que les vitesses de




Le phénomène de refusion d’un alliage se traduit par la diminution de sa fraction volumique
de solide. Considérons un bras de dendrite de section circulaire en cours de refusion, la fraction
de solide, en deux dimensions, s’exprime comme le rapport de la surface occupée par le solide
sur la surface disponible (fig. 6.20(a)) :
(6.5)
Lors de la refusion de ce bras de dendrite, le rayon et la fraction de solide diminuent (fig.
6.20(a)). En considérant la loi des leviers, le diagramme de phase binaire (k<1) présenté à la
figure 6.20(b) correspond aux situations pour lesquelles le rayon de la section du bras de den-
drite est égal à  (1) et à  (2), > (fig. 6.20(a)). La diminution de la fraction de solide peut
donc être obtenue en augmentant la température pour une même concentration moyenne & (de
2 à 2 ) ou en augmentant la concentration moyenne pour une même valeur de la température
2 (de & à & ). La refusion locale d’un bras de dendrite est donc induite par un apport de liquide
chaud ou plus riche en soluté.
Ce phénomène de variation de la concentration a été étudié lors d’études portant sur la
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terdendritique, la variation de densité et de la fraction de solide volumique. L’équation, déve-
loppée par Flemings et décrivant ce phénomène (diffusion nulle dans le solide) [120] s’écrit :
(6.6)
où β est le coefficient de retrait ( ),  la vitesse du liquide interdendritique,  la
vitesse de refroidissement,  la fraction de liquide et & la concentration du liquide. ρ et ρ sont
les masses spécifiques des phases liquide et solide, respectivement. Or, la vitesse de refroidis-
sement peut s’exprimer en fonction de la vitesse d’avance des isothermes, /,, suivant la rela-
tion:
 
l’équation (6.6) devient :
(6.7)
et par projection sur l’axe z (  étant parallèle à l’axe z, dans notre cas), on obtient :
(6.8)
Dans le cas où les masses spécifiques des phases solide et liquide sont considérées égales, β
devient nul. Après intégration de la relation (6.8), une relation de type Scheil (cas pour lequel il
n’y a pas de convection interdendritique, : = 0) est obtenue, en fonction des vitesses du liqui-
de interdendritique et d’avance des isothermes :
(6.9)
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A l’échelle d’un bras secondaire de dendrite, si la vitesse du liquide interdendritique sortante
est plus importante que la vitesse d’avance des isothermes, dans le sens du gradient thermique,
il y aura donc un apport de liquide plus froid et plus allié (fig. 6.21). On peut alors considérer
que la température plus basse du liquide avoisinant n’aura pas d’influence comparé à l’effet de
la concentration en soluté, la diffusion de la chaleur étant très rapide par rapport à celle du so-
luté(a), homogénéisant la température rapidement. Par contre, l’augmentation de la concentra-
tion moyenne du liquide avoisinant provoque la refusion du bras de dendrite jusqu’à refusion
complète de son ''cou'', permettant le détachement du fragment (6.20(b)). Pour illustrer ce phé-
nomène dans le cas de la convection naturelle, on peut voir apparaître des ''freckles'' (canaux
ségrégés) dans lesquels des fragments de dendrites refondus sont emportés par la convection al-
lant dans le sens du gradient thermique [78].
Considérons qu’à l’état stationnaire, la vitesse d’avance des isothermes soit égale à la vitesse
d’avance du front de solidification (elle-même considérée identique à la vitesse de tirage, 7).
Dans le cas d’une convection forcée, la vitesse de convection interdendritique dans le sens du
gradient thermique doit donc être plus grande que la vitesse de tirage, pour qu’il y ait refusion.
Si nous nous basons sur la notion de perméabilité et sur les calculs numériques de la vitesse de
convection dans la zone pâteuse, la vitesse du liquide interdendritique projetée sur  (dans





































(a). On définit un nombre qui exprime le rapport entre la diffusivité thermique et le coefficient de diffu-
sion, le nombre de Lewis. Dans notre cas, ce nombre est égal à 5.57.104 et 1.84.104 pour l’alliage C97
et BZ4, respectivement (voir les valeurs de la diffusivité thermique et du coefficient de diffusion dans
le liquide en annexes).
T∇
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cédemment, l’évolution du critère de refusion, défini par la relation (6.10), et de la fraction de
solide avec la distance par rapport au liquidus, est représentée sur la figure 6.22. Le critère de
refusion, &, est donc :
 (6.11)
la composante verticale de la vitesse de convection calculée étant :. Dans le cas de l’alliage
C97, la vitesse interdendritique n’est supérieure à la vitesse de tirage que dans des régions très
proches du liquidus. Les conditions de refusion ( ) sont satisfaites jusqu’à une distance de
0.3 (  ~ 0.09) et 0.6 mm (  ~ 0.22) dans la zone pâteuse, correspondant aux positions (1) et (2)
de l’inducteur, respectivement. Rappelons qu’expérimentalement l’échantillon coulé avec une
position d’inducteur (1) ne présente pas d’affinage de grains, contrairement au cas où l’induc-
teur est en position (2). On peut donc considérer qu’à 0.3 mm les bras de dendrites ne sont pas
encore développés, et ne peuvent donc être refondus (les vitesses du liquide interdendritique
pour des profondeurs plus importantes étant trop faibles pour qu’il y ait refusion). Remarquons
que cette valeur correspond approximativement à 4.3 λ2. Dans ce cas, la vitesse interdendritique
devient plus faible que la vitesse d’avance des isothermes à partir d’environ 4 bras secondaires.
On peut donc penser que ces premiers bras de dendrites ne sont pas suffisamment développés
pour que leur ''cou'' soit refondu et qu’il permettent la création d’un fragment. Ils sont alors cer-
tainement refondus complètement. Par contre à la distance équivalente à 8.5 λ2, les bras de den-
drites sont refondus puisque la structure observée est équiaxe.
Dans le cas de l’alliage BZ4, ces conditions de refusion sont encore satisfaites dans des ré-
gions de la zone pâteuse beaucoup plus profondes. En effet, on peut déterminer des profondeurs
de 0.8 (  ~ 0.1), 1.6 (  ~ 0.2) et 2 mm (  ~ 0.23), pour les conditions de coulée: position de
l’inducteur (1), (2) et (2) avec ∆2 , respectivement. Remarquons que, dans le cas de cet alliage,
les profondeurs de pénétration à partir desquelles le critère de refusion est satisfait, correspon-
dent à environ 19, 38 et 47.5 λ2, respectivement.
Il semble donc que la fragmentation ne soit effective que lorsque les bras secondaires de den-
drites sont suffisamment développés (présence d’un ''cou'' à la base du bras de dendrite). On
peut estimer approximativement la distance à laquelle un bras secondaire est susceptible d’être
refondu (fig. 6.23), par l’observation d’une dendrite d’alliage organique SCN-acétone. Dans ce
cas, cette distance est égale à 400 µm, ce qui correspond à environ 8 λ2. Les résultats obtenus
précédemment pour l’alliage C97 confirment cette observation : si le critère de refusion est sa-
tisfait pour une distance dans la zone pâteuse supérieure à 8 λ2 la fragmentation a lieu, autre-
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La position de l’inducteur par rapport à la position du liquidus est un paramètre prépondérant
sur la refusion des bras de dendrites, puisque cette refusion dépend directement de la vitesse du
liquide interdendritique. On peut notamment estimer la distance minimale nécessaire pour in-
duire la refusion, en déterminant l’ordre de grandeur de la vitesse du liquide interdendritique via
l’écoulement de type Darcy en négligeant l’effet de pesanteur :
(6.12)
où  est la pression. On peut alors estimer l’ordre de grandeur du gradient de pression induit par
l’action du champ magnétique [39] : . Dans notre cas, on définit  comme la distan-
ce inducteur-liquidus, , qui correspond à (:. L’équation (6.12) devient donc :
(6.13)
Pour que la refusion ait lieu, la condition (6.10) doit être satisfaite et la relation suivante est
donc obtenue :
(6.14)
La refusion dépend donc de la convection induite par l’action du champ magnétique 6, de la
vitesse de tirage 7, de la perméabilité de l’alliage considéré @ (et donc de l’évolution de sa
fraction de solide) et de la distance inducteur - liquidus,  :
• Une puissance d’induction accrue (c’est-à-dire un champ électromagnétique plus impor-
tant) augmente la vitesse de convection du liquide en volume et la vitesse de convection
du liquide interdendritique.
• Une perméabilité importante améliore la refusion. En effet, une bonne perméabilité de la
zone pâteuse favorise la pénétration du liquide dans la zone pâteuse. La convection du
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dendrites, ce qui provoque l’affinage de la structure.
• L’augmentation de la vitesse de tirage a deux effets distincts. Premièrement la refusion
des bras de dendrites n’est pas favorisée car la vitesse d’avance des isothermes est aug-
mentée. Cela ne permet donc pas au liquide riche en soluté d’atteindre des régions plus
pauvres afin de refondre les bras de dendrites. Deuxièmement, l’étendue de la surfusion
en avant du front de solidification est plus importante. La survie des fragments est donc
améliorée. Pour obtenir la fragmentation des dendrites, la vitesse de tirage doit donc être
suffisamment importante pour que les fragments ne soient pas instantanément refondus,
mais elle doit également être plus faible que la vitesse de convection du liquide interden-
dritique.
• Diminuer la distance inducteur-liquidus favorise la refusion, par l’augmentation de la
pénétration du liquide dans la zone pâteuse. On a pu voir que localiser les mouvements
de convection sur le front de solidification induit une meilleur pénétration du liquide
dans la zone pâteuse, ce qui a pour effet d’augmenter la vitesse de convection du liquide
interdendritique.
Il a été montré que l’affinage de grains dépend fortement du phénomène de fragmentation,
mais pas seulement. En effet, il est important de considérer le transport et surtout la survie de
ces fragments pour expliquer la présence de structure affinée. Cependant ce phénomène étant
très complexe, il n’a pas été détaillé dans ce travail. Nous donnerons donc seulement quelques
tendances.
O.4&-(&3!3#&%$!*!:&0!-3
Le transport des fragments est assuré par la convection, induite par l’action du champ ma-
gnétique. Lors de ce projet, nous avons estimé que les mouvements de convection sont suffi-
samment vigoureux pour assurer le transport des fragments dans et en dehors de la zone pâteuse.
Si ces fragments sont emportés dans des régions très chaudes, au delà de la zone en surfusion,
leur survie est quasiment nulle. Cependant, on peut considérer que chaque fragment a sa propre
vitesse de refusion. Cette vitesse comparée à la vitesse de convection du liquide et à la vitesse
d’avance du front de solidification, peut nous permettre d’estimer les conditions de transport et
de survie des fragments. 
La survie des fragments de dendrite étant liée à leur refusion, ce phénomène est directement
fonction de la surfusion en avant du front de solidification, de la vitesse à laquelle les fragments
sont entraînés et de la vitesse à laquelle les fragments sont refondus.
*	
		
Comme il a été vu dans les chapitres 2 et 3, cette surfusion varie avec la nature de l’alliage
et les conditions de coulée. Dans le cas de la croissance colonnaire, on définit une surfusion de
croissance colonnaire, ∆2pour des systèmes multicomposés, qui peut être déterminée par le
modèle KGT adapté aux systèmes complexes [21] (voir le chapitre 3, équation (3.7)). La figure
6.24 présente l’évolution de la surfusion de croissance colonnaire en fonction de la vitesse
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d’avance du front de solidification, estimée à l’aide du modèle KGT (voir les résultats obtenus
au paragraphe 5.2).
A partir de ces courbes, on peut donc déterminer les surfusions qui apparaissent pendant les
coulées de type Bridgman et lors des essais de coulée continue. Etant donné que la vitesse
d’avance du front de solidification est estimée égale à la vitesse de tirage, à l’état stationnaire et
avec des isothermes planes, les valeurs des surfusions obtenues pour les différentes vitesses de
tirage utilisées sont répertoriées dans le tableau 6.3. Comme on peut le voir, les surfusions pour
l’alliage BZ4 sont entre 2 et 4 fois supérieures à celles de l’alliage C97, pour des conditions
identiques. On remarquera, en effet, que pour une vitesse de 10 µm/s, l’alliage BZ4 croit de ma-
nière dendritique alors que l’alliage C97, moins allié, est proche de la limite de surfusion cons-
titutionelle. On peut également déduire que, compte tenu du fait que le rapport entre les
surfusions calculées pour l’alliage C97 et l’alliage BZ4 n’est pas fixe, l’expression générale de
la vitesse de croissance dendritique, , n’est plus applicable, la relation entre la vi-
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Han et Hellawell ont estimé que la refusion est due à des phénomènes chimiques ou thermi-
ques lorsque la température du liquide autour des fragments est supérieure à celle du fragment
lui-même [81]. Il a d’ailleurs été observé, dans le cas du SCN, que les vitesses de dissolution
(refusion solutale) sont très faibles (~ 5 µm/s), comparées aux vitesses de refusion thermique (~
10-70 µm/s).
Dans la suite, nous considérerons que les fragments n’ont pas le temps d’être refondus s’ils
restent dans la zone pâteuse. On négligera donc la vitesse de dissolution, ne s’intéressant qu’au
cas de figure où les fragments sont emportés dans des régions chaudes. La vitesse de refusion
thermique est donnée par la relation suivante [81] :
(6.15)
où 7 est la vitesse de refusion,  la chaleur latente de fusion, κ la conductivité thermique du
liquide, ∆2	 la surchauffe du liquide avoisinant et δ	 l’épaisseur de la couche limite thermique.
Pour un fragment de 100 µm, on choisit arbitrairement une couche limite de 200 µm. La chaleur
latente de fusion est choisie égale pour les deux alliages : 1.3.109 Jm-3. Les conductivités ther-
miques sont respectivement de 245 et 80 Wm-1K-1 pour les alliages C97 et BZ4 ([12, 116]).
L’évolution des vitesses de refusion des fragments est représentée sur la figure 6.25, pour l’al-
liage C97 et BZ4.
De par la plus grande conductivité thermique de l’alliage C97, les fragments sont suscepti-
bles de fondre trois fois plus rapidement que pour l’alliage BZ4.
Bien évidemment ces calculs sont très qualitatifs, à une surchauffe de 1°C, la vitesse de re-
fusion des fragments d’alliage C97 serait d’environ 1 mm/s et de 0.3 mm/s pour l’alliage BZ4.
La durée de vie d’un fragment serait donc inférieure à la seconde. Il faut bien sûr prendre en
compte que ce calcul est valable pour un fragment sphérique de petite taille, plongé dans un bain
liquide, à la température homogène. Les phénomènes de refusion des fragments sont beaucoup
plus complexes. Cependant, la tendance devrait rester la même, à savoir qu’un fragment d’al-
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Dans le cas de l’alliage BZ4, la surfusion de croissance colonnaire étant plus importante et
la vitesse de refusion des fragments plus faible que dans le cas de l’alliage C97, la survie des
















EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX 151
CHAPITRE 7

Le but de cette étude était de caractériser et de mieux comprendre les différences d’affinage
de grains induit par brassage électromagnétique (EMS) dans les alliages cuivreux. La solidifi-
cation de deux alliages industriels à base cuivre, alliages différents en terme de composition
(donc de structure de zone pâteuse), a été étudiée expérimentalement et par simulation numéri-
que. Les alliages C97 (Cu-1%Ni-1%Pb-0.2%P) et BZ4 (Cu-4%Zn-4%Sn-4%Pb) ont été solidi-
fiés par coulée continue sous champ magnétique alternatif (procédé industriel). L’affinage de la
structure a été observé dans certaines conditions. La difficulté a donc été de savoir quelles
étaient ces conditions, pourquoi et dans quelle mesure elles influençaient l’affinage. Dans le but
de déterminer l’effet des principaux paramètres expérimentaux qui interviennent lors de la so-
lidification de ces alliages, un four de solidification dirigée de type Bridgman avec un dispositif
de brassage électromagnétique a été conçu. Ce dispositif, indépendant du système de chauffage,
assure ainsi un contrôle de chacun des paramètres de coulée. En parallèle à différents outils
d’analyse utilisés (analyses thermiques, microscopies optique et électronique, EBSD et EDX),
le logiciel calco® a été employé pour caractériser la convection induite dans le liquide par
l’action du champ magnétique et son effet sur l’histoire thermique des alliages, au cours de la
solidification.
Cette étude peut se résumer en deux étapes : une étude de la solidification des deux alliages
sans et avec brassage électromagnétique. 
La première partie a consisté à caractériser les structures obtenues, l’évolution de la fraction
de solide et la nature des phases qui précipitent, lors de la solidification des alliages C97 et BZ4
sans EMS :
• Etant donnée la différence de configuration du gradient thermique à l’interface, les
grains sont orientés parallèlement à l’axe longitudinal des échantillons en solidification
Bridgman, et de la surface vers le centre, dans le cas de la coulée continue à haute
vitesse. Les espacements secondaires de dendrites ont été mesurés à plusieurs vitesses de
coulée, permettant de valider les prédictions de l’évolution de λ  en fonction de la vitesse
de refroidissement.
• L’évolution de la fraction de solide avec la température a été déterminée à l’aide d’une
expérience d’analyse thermique, SPTA, conçue au laboratoire afin de diminuer la surfu-
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sion de germination rencontrée lors d’analyses DTA. Ces évolutions montrent deux com-
portements différents pour les deux alliages : la pente relativement raide de la courbe
!2", rencontrée dans le cas de l’alliage C97, implique une structure dendritique relative-
ment compacte, contrairement à l’alliage BZ4.
• Les différentes phases qui précipitent au cours de la solidification des alliages, ont été
caractérisées par EDX.
La seconde partie a été consacrée à l’étude de l’effet des paramètres de coulée sur l’efficacité
de l’affinage de grains, au cours de la solidification avec brassage électromagnétique. Les ré-
sultats expérimentaux et numériques ont montré que :
1. Le brassage du liquide induit par la présence d’un champ magnétique alternatif, homogé-
néise la température (et probablement la concentration au voisinage du liquidus), dimi-
nuant sensiblement le gradient thermique. Le mode de convection est turbulent dans les
conditions Bridgman et de coulée continue.
2. L’affinage de grains en solidification Bridgman est observé seulement pour une puis-
sance d’induction supérieure à 30% de la puissance totale du générateur du four Bridg-
man (5.8 kW). Il est important de noter que de manière générale, l’alliage C97 est plus
difficile à affiner que l’alliage BZ4. La taille moyenne des grains équiaxes est de 1.5 mm
et 500 µm, pour les alliages C97 et BZ4, coulés par procédé Bridgman (7 = 4 mm/min),
respectivement, et de 300 µm pour les deux alliages coulés par procédé industriel (7 =
400 mm/min).
3. L’utilisation du modèle de transition colonnaire-équiaxe de Hunt, appliqué à notre cas, a
permis de déterminer de façon qualitative les structures obtenues. Cependant, les para-
mètres de ce modèle (gradient thermique, vitesse de coulée, surfusion de croissance
colonnaire, etc) ne font pas intervenir la convection, si ce n’est par la mesure du gradient
thermique sous convection. Il a été montré que ce modèle reste très dépendant du nombre
de sites de germination '0 estimé. Dans notre cas, '0 a été déterminé en mesurant la den-
sité de grains sur la surface des échantillons, en considérant que chaque germe donne
naissance à un grain. Ces résultats restent donc des tendances et ne permettent pas de
caractériser avec précision la transition entre une structure colonnaire et équiaxe. Néan-
moins la propension à un affinage plus facile a été observée pour l’alliage BZ4.
4. L’efficacité du brassage électromagnétique pour affiner la structure est améliorée de
manière importante lorsque la distance inducteur-liquidus est minimale et que la pénétra-
tion du liquide dans la zone pâteuse est importante. Il a donc été considéré que le méca-
nisme prépondérant, responsable de l’affinage, est la refusion des bras de dendrites,
puisqu’elle dépend de la vitesse du liquide interdendritique, elle-même fonction de la
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perméabilité de la zone pâteuse. Cette refusion, entraînant la formation de fragments,
favorise la croissance de grains équiaxes, si les fragments survivent. Un critère simple de
refusion de bras de dendrites, basé sur la comparaison entre la vitesse du liquide inter-
dendritique, , et la vitesse d’avance des isothermes, 72 (modèle de Flemings), a donc
été adapté. Il a été montré que la refusion des bras de dendrites est provoquée par l’aug-
mentation de la température ou de la concentration du liquide environnant. L’augmenta-
tion de la température du liquide est induite par la pénétration de liquide chaud,
provenant des régions complètement liquides, dans la zone pâteuse (vitesse entrante).
L’augmentation de la concentration moyenne est provoquée par la convection du liquide
interdendritique, cette fois-ci dans le sens du gradient thermique (vitesse sortante de la
zone pâteuse), à la condition que la composante suivant z de la vitesse du liquide inter-
dendritique soit supérieure à la vitesse d’avance des isothermes. La refusion est donc
effective lorsque :>72. Cette vitesse interdendritique calculée par simulation numéri-
que est donc implémentée dans le critère de refusion, permettant de définir les conditions
expérimentales qui favorisent la refusion : une puissance d’induction importante car elle
est directement liée à l’intensité de la convection et une distance inducteur-liquidus la
plus faible possible puisqu’elle améliore la pénétration du liquide dans la zone pâteuse. Il
est important de noter que ce critère de refusion est applicable à n’importe quel système,
seule l’évolution de la fraction de solide avec la température doit être connue. Il est alors
possible de calculer les mouvements de convection induits dans le liquide et de détermi-
ner la vitesse du liquide interdendritique, et de ce fait utiliser ce critère.
5. De manière générale, il a été observé qu’une augmentation sensible de la vitesse de
tirage dans les même conditions expérimentales (de 4 mm/min à 30 mm/min) améliore
l’affinage pour les deux alliages. Cependant, la vitesse de tirage, 7, a plusieurs effets. Si
on considère les isothermes planes, accroître 7 augmente la surfusion de croissance
colonnaire, améliorant la survie des fragments, mais restreint également la fragmentation
par l’augmentation de la vitesse des isothermes. De plus, cette augmentation de 7 induit
une diminution de la taille de la microstructure, diminuant également la perméabilité de
la zone pâteuse et, par conséquent, la pénétration du liquide dans les régions interdendri-
tique. Enfin, il ne faut pas oublier que la forme des isothermes est dépendante de la
vitesse de coulée, s’incurvant pour des vitesses importantes et donc modifiant le sens du
gradient thermique. Notons tout de même qu’à conditions expérimentales identiques,
l’étendue de la zone en surfusion, en avant du front de solidification, est presque trois
fois plus importante dans le cas de l’alliage BZ4. Il en est de même pour la vitesse de
refusion d’un fragment, qui dépend de la surfusion dans laquelle il se trouve. En effet, un
fragment d’alliage BZ4 refond moins rapidement que celui d’un alliage C97, à cause de
la très bonne conductibilité thermique de ce dernier.
Les phénomènes responsables de l’affinage de grains sont nombreux et complexes. Il est
donc difficile de les étudier tous. Lors de ce travail de recherche nous avons considéré que le
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phénomène prépondérant était la fragmentation des bras de dendrites par refusion locale. Il ap-
paraît donc important d’étudier de manière plus approfondie le critère de refusion que nous
avons déterminé. Le critère étant basé sur l’évolution de la vitesse du liquide interdendritique
(donc de la perméabilité), il s’avère nécessaire de caractériser cette vitesse plus précisément lors
d’études futures, affinant l’effet du champ magnétique (intensité, fréquence, mode de convec-
tion). Des calculs numériques complets des mouvements de convection, prenant en compte les
phénomènes de turbulences dans la zone pâteuse, seraient une bonne méthode pour déterminer
l’influence de ces paramètres.
L’affinage des grains ne dépendant pas uniquement de la fragmentation, la survie et le par-
cours des fragments doivent être considérés. S’inspirant des travaux de Beckermann [77, 121]
et Appolaire [122], le parcours des fragments et leur croissance peuvent être caractérisés en te-
nant compte de l’entraînement de ces particules (induit par les mouvements de convection) et
de leur croissance sous convection forcée. Il sera alors important de prendre en considération
l’augmentation de la viscosité du liquide interdendritique due à la présence même de ces frag-
ments, ce qui diminuera certainement la turbulence de l’écoulement mais qui favorisera l’en-
traînement des fragments.
Enfin, l’application industrielle nécessite de déterminer précisément les divers effets de la vi-
tesse de tirage sur cette convection, les vitesses de coulées employées étant de l’ordre de
400mm/min. La courbure des isothermes ayant un effet sur la perméabilité de la zone pâteuse,
sur la refusion des bras de dendrites et sur l’étendue de la surfusion de croissance colonnaire. 




. constante de croissance m s-1 %pds K-2
. nombre d’Alfvén -
. surface m2
. surface spécifique utilisée en SPTA m-1
. constante de croissance m s-1 K-2
6 champ magnétique T (V s m-2)
& concentration %pds
&0 concentration initiale %pds
& concentration du liquide %pds
&? concentration du liquide à l’interface %pds
& chaleur spécifique massique J kg-1 K-1
& critère de refusion des bras de dendrites -
 distance m
 distance par rapport à la position du liquidus m
 distance inducteur-liquidus m
8 distance m
8 coefficient de diffusion dans le liquide m2 s-1
8 coefficient de diffusion dans le solide m2 s-1
∆4 énergie d’activation J m-3
∆D enthalpie de fusion volumique J m-3
∆% entropie de fusion volumique J m-3 K-1
∆2? surfusion de la pointe de la dendrite K
∆2’ différence de température entre la pointe de la dendrite et le solidus K
∆20 intervalle de solidification K
∆2 surfusion chimique K
∆2 surfusion de croissance colonnaire K
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∆2 surfusion de germination K
∆2	 surfusion de courbure K
∆2 surfusion thermique K
! champ électrique V m-1
 fréquence Hz
 fraction de liquide -
 fraction de solide -
% force de Lorentz N
 vecteur de la gravité m s-2
4 gradient thermique K m-1
4 gradient chimique %pds m-1
 coefficient de transfert de chaleur W m-2 K-1
D enthalpie volumique J m-3
D nombre d’Hartmann -
D enthalpie massique J kg-1
3 intensité du courant A
3 taux de germination m-3 s-1
30 constante de germination m-3 s-1
 densité de courant électrique A m-2
 densité de courant électrique induite A m-2
 densité de courant moyenne A m-2
$2 flux de chaleur W m-2
5 coefficient de partage -
@ perméabilité m2
@? courbure de l’interface m
56 constante de Boltzmann J K-1
 longueur caractéristique m
 chaleur latente de fusion volumique J m-3
: étendue de la zone liquide m
 pente du liquidus K %pds-1
- facteur de calibration -
' nombre de sites de germination activés m-3
' paramètre d’interaction -




 nombre de Péclet -
 densité de charge électrique C (A s)
 flux d’énergie W m-2
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	 rayon d’un grain équiaxe m
 rayon de l’échantillon m
 rayon de courbure de la pointe de la dendrite m

 nombre de Reynolds -
 nombre de Reynolds magnétique -
ω paramètre d’écran -
% surface m2
%0 surface spécifique m-1
%7 surface spécifique du solide en contact avec le liquide m-1
 temps s
 temps de solidification s
2 température K
2? température de la pointe de la dendrite K
2A température de l’échantillon K
2 température du four K
2
+ température du creuset externe K
2 température du liquidus K
2 température de fusion d’un corps pur K
2 température du creuset de référence K
vitesse de chauffe / refroidissement K s-1
 vitesse du fluide m s-1
. vitesse d’Alfvén m s-1
 vitesse du liquide interdendritique m s-1
I tension V
7 vitesse d’avance du front de solidification m s-1
7 vitesse de tirage m s-1
7
 vitesse de croissance d’un grain équiaxe m s-1
7 vitesse de refusion des fragments de dendrite m s-1
72 vitesse d’avance des isothermes m s-1
!33&!0&!";#!
α nombre de Fourier pour la rétro-diffusion -
α diffusivité thermique m2 s-1
α’ coefficient de rétro-diffusion -
β coefficient de retrait -
β& coefficient d’expansion solutal volumique %pds-1




158                                                                    EFFET DE L’EMS SUR LES MICROSTRUCTURES D’ALLIAGES CUIVREUX
δ distance de pénétration du champ magnétique (peau magnétique) m
δ couche limite chimique m
ε émissivité -
ε0 permittivité diélectrique F m-1 (A s V-1 m-1)
φA fraction volumique étendue de cristaux équiaxes -
Γ coefficient de Gibbs-Thomson m K
η diffusivité magnétique m2 s-1
ϕ déphasage -
κ conductivité thermique W m-1 K-1
λ espacement primaire de bras de dendrites m
λ espacement des bras secondaires de dendrites m
λ longueur d’onde de la stabilité marginale m
µ viscosité dynamique kg m-1 s-1
µ0 perméabilité magnétique H m-1 (V s A-1 m-1)
ν viscosité cinématique m2 s-1
θ angle °
ρ masse spécifique kg m-3
σ énergie interfaciale solide-liquide J m-2
σ6 constante de Stefan-Boltzmann W m-2 K-4
σ
 conductivité électrique Ω-1 m-1 (A V-1 m-1)
ω pulsation Hz






	θ: coordonnées cylindriques -
x, y, z coordonnées cartésiennes -
X0, Y0, Z0 coordonnées cartésiennes utilisées en EBSD -
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Les diagrammes de phase binaires Cu-(i) ont été utilisés pour l’estimation des différentes va-
leurs des températures de fusion des corps pur, 2, des pentes de liquidus, , et des coefficients
de partage, 5, à la concentration nominale &0, pour chaque élément d’alliage . Les figures sui-
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Cette annexe regroupe les propriétés physiques qui ont été utilisées pour les calculs de simu-
lation numérique, au cours de ce travail de recherche, pour les alliages C97 et BZ4. Les diffé-
rentes valeurs ont été soit mesurées, soit estimées à l’aide des références [12, 116], aucune













& 3.8.106 3.8.106 J m-3 °C-1
κ 245 80 W m-1 °C-1
 1.6.109 1.3.109 J m-3
2 1081 1012 °C
2% 900 861 °C
!2" mesures SPTA mesures SPTA -
µ 4.10-4 4.10-4 kg m-1 s-1
ρ 8.9.103 8.8.103 kg m-3
α 7.24.10-5 2.39.10-5 m2 s-1
8 1.3.10-9 1.3.10-9 m2 s-1
β2 18.10-6 17.7.10-6 °C-1
σ




1.5.106 (à 1000°C) Ω
-1
 m-1
µ0 4π.10-7 4π.10-7 H m-1
λ 70.10-6 43.10-6 m
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